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FORORD
Forord
Følgende er et kandidatspeciale og er en større selvstændig skriftlig opgave, som afslutter
Civilingeniørstudiet i Konstruktionsteknik p˚a Syddansk Universitet (SDU) i Odense.
Rapporten er udarbejdet hen over to fulde semestre og er normeret til 2 × 40 ECTS-
point, hvilket svarer til en studietid p˚a ca. 1000− 1200 timer pr. studerende. Under hele
skriveprocessen har Adjunkt, Jens Johansson og Ph.D-student, Michael Styrk Andersen
fra Institut for Teknologi og Innovation p˚a SDU fungeret som vejledere.
Kandidatspecialet er et produkt af et større indledende arbejde, der er udført i det
forrige semester, hvor det har affødt to tekniske rapporter: ”Aerodynamisk instabilitet
af lange hængebroer med vægt p˚a løsning af flutterligning for en flad plade” og ”Non-
flutter designprincip - et parameterstudie af tværsnitsegenskaber”, der begge er blevet
modtaget med meget stor velvilje og godkendt af de ovennævnte vejledere.
I denne rapport behandles mange spændende emner indenfor lange hængebroer, men
den koncentrerer sig især om Non-flutter designprincippet. Der vælges dog en lidt me-
re utraditionel fremgangsm˚ade i forhold til, hvad der hidtil er blevet udført p˚a SDU
med Non-flutter. Med dette menes der, at der ikke foretages en behandling af flutter
men derimod en behandling, hvor fokusset er rettet mod statisk divergens, idet dette
umiddelbart er, hvad der stopper implementeringen af Non-flutter designprincippet.
Statisk divergens studeres i forhold til en konkret hængebro, der skal spænde over
Halsafjorden i Norge. Form˚alet er at udvikle et konceptuelt forslag til broens design
baseret p˚a Non-flutter designprincippet, hvilket rummer b˚ade en analyse af den kritiske
divergensvindhastighed og hvor stor en vinkeldrejning brodækket vil blive udsat for,
n˚ar der p˚aføres en excentrisk trafiklast. Den sidstnævnte analyse kan i værste fald blive
dimensionsgivende grundet den lave vridningsstivhed af hængebroen. Ved udarbejdelsen
af brodesignet, har Statens vegvesen i Oslo fungeret som samarbejdspartner, hvor der
er holdt en tæt dialog med kontaktperson og civilingeniør, Brian Dorin Jakobsen.
Derudover er den analytiske fremgangsm˚ade vægtet højt i rapporten, dvs. n˚ar et
problem skulle løses, er det blevet løst eksakt som det f.eks. er tilfældet med hængebroens
differentialligninger. Det er imidlertid ikke alle problemer, der kan løses analytisk, hvorfor
der ogs˚a m˚a tys til den numeriske analyse, hvor man tilnærmer sig en løsning, som ikke,
eller kun med urimeligt stort besvær, kan findes analytisk.
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FORORD
Endelig er der i forbindelse med dette store arbejde udviklet en modelgenerator af
en hængebro. Modelgeneratoren er et script, skrevet i MATLAB, som skriver komman-
doer fra FEM-programmet, ANSYS Classic, til en tekstfil. Tekstfilen kan afslutningsvis
indlæses i ANSYS Classic, hvorefter alle de givne kommandoer udføres af programmet.
Modelgeneratoren vil blive lagt bagerst i denne rapport som Appendiks.
December 2015
Benjamin Laustsen, Civilingeniørstuderende p˚a SDU, Det Tekniske Fakultet
Emrah Sahin, Civilingeniørstuderende p˚a SDU, Det Tekniske Fakultet
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ABSTRACT
Abstract
In this report a possible solution for a twin-box deck is presented for the Halsafjord
bridge. The design of the suspension bridge meet the design criteria for non-flutter
where the frequency ratio is 0, 98.
Based on a non-linear FEM model, a thorough analysis of the Halsafjord bridge is
conducted.
For the suggested design torsional displacements of up to α = 7,17 ◦ of the bridge deck
are reached due to an eccentric traffic load, which necessitates a regulation of the traffic
across the bridge.
Additionally, the critical wind velocity for the aerostatic instability is determined to be
Udiv = 115 m/s when the wind has an initial angle of attack of α0 = 0
◦. The failure
mechanism is asymmetrical.
The results from the Halsafjord bridge also show that the wind’s initial angle of attack
might have a negative effect on the critical wind velocity for the aerostatic instability.
In addition, the slope of the curve of pitch moment coefficient has a significant influence
compared to the aerostatic instability.
Other calculation methods are also examined in order to support the results from a
FEM software. For example an iterative calculation method to find the critical wind
velocity for the aerostatic instability for both the symmetrical and asymmetrical failure
mechanisms has been developed, which fits well with the results from ANSYS Classic.
KEYWORDS: Super long-span suspension bridges, deflection theory, bridge over the
Halsafjord, Non-flutter design principle, twin-deck, modal analysis, eccentric traffic load,
aerostatic stability, three components of wind loads, aerostatic failure mechanisms
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RESUME´
Resume´
I rapporten gives der et bud p˚a en twin-box dækløsning af Halsafjordbroen. Designet af
hængebroen opfylder designkriteriet for Non-flutter, hvor frekvensforholdet er 0, 98.
Ud fra en ikke-lineær FEM-model, foretages der en grundig analyse af Halsafjordbroen.
For det foresl˚aede design opn˚as der vinkeldrejninger op til α = 7,17 ◦ af brodækket som
følge af excentrisk trafiklast, hvilket nødvendiggør en regulering af trafikken.
Derudover bestemmes den kritiske vindhastighed for statisk divergens til Udiv = 115 m/s,
n˚ar vinden har en initial angrebsvinkel p˚a α0 = 0
◦. Brudformen er asymmetrisk.
Resultaterne fra Halsafjordbroen viser ogs˚a, at vindens initiale angrebsvinkel kan have
en negativ effekt p˚a de kritiske divergensvindhastigheder. Derudover har hældningen p˚a
momentformfaktoren ogs˚a en væsentlig betydning i forhold til statisk divergens.
Der gennemg˚as ogs˚a andre beregningsmetoder til at understøtte resultaterne fra et FEM-
program. Der er bl.a. udviklet en iterativ beregningsmetode til at bestemme den kritiske
vindhastighed for statisk divergens for b˚ade de symmetriske og asymmetriske brudfor-
mer, som er i god overensstemmelse med ANSYS Classic.
NØGLEORD: Superlange hængebroer, deflection theory, bro over Halsafjorden, Non-
flutter designprincip, twindæk, modalanalyse, excentrisk trafiklast, aerostatisk stabilitet,
tre komposanter af vindlaster, aerostatiske brudmekanismer
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INTRODUKTION
Kapitel 1
Introduktion
Hængebroer kan være store og elegante at se p˚a. Ikke blot med deres ydre særprægede
karakteristika, er de jf. Gimsing og Georgakis [18] fortsat den mest foretrukne broty-
pe indenfor lange kabelophængte broer. Jordforankrede hængebroer har med andre ord
været mere favorable i forhold til selvforankrede skr˚astagsbroer i over 70 a˚r – dog kun
gældende for hovedspænd p˚a minimum 1100 m. Dette kan man bl.a. forklare ud fra,
hvordan spændingerne bliver ført rundt i de enkelte konstruktionsdele. I skr˚astagsbroer
bliver trækket i de skr˚a kabler holdt i ligevægt med trykket i dækket, hvor den aksiale
trykkraft bliver større i takt med at spændet forøges. Dette m˚a s˚a betyde, at der kræves
en yderligere forstærkning af brodækket for at forhindre, at der opst˚ar brud eller insta-
bilitet. Omvendt opst˚ar der i en hængebro kun et minimalt tryk i brodækket, hvis der
overhovedet opst˚ar noget. Her ønsker man et system, hvor der kun er træk, idet et træk
er meget lettere at bære end et tryk. Statisk set betyder det, at vægten af brodækket
i første omgang bliver b˚aret af hængerne og bagefter af hovedkablerne. Fælles for hæn-
gerne og hovedkablerne er, at vægten bliver optaget i form af et træk. Til sidst bliver
trækkraften i hovedkablerne forankret i ankerblokkene. Idet trækket er relativt let at
bære, kan man lave spændet p˚a broen meget langt. Man skal imidlertid ikke glemme
det enorme tryk, der kommer fra hovedkablerne i en hængebro eller skr˚astagene i en
skr˚astagsbro, der optages af de solide pyloner og ført direkte ned til fundamentet. For-
skellen i begge systemer ligger i, at der ikke opst˚ar et tryk i brodækket i en hængebro
og ide´en lyder meget simpel. Takket være denne specielle teknik er man i stand til at
bygge meget lange hængebroer. Senere vil det blive vist, at den vandrette trækkraft i
hovedkablerne i en hængebro er en funktion af egenvægten af den strukturelle del, p˚a
nær pylonerne, hvor en forøgelse af denne har en stabiliserende effekt over for ufordelag-
tige vindlaster. En forøgelse af egenvægten betyder imidlertid et øget materialeforbrug
og større hænger-, hovedkabel- og pylondimensioner. Samtidig m˚a man huske, at et løft
af brodækket m˚a bevirke, at tangentialkraften i hovedkablet og dermed den vandrette
trækkraft m˚a reduceres, hvilket har en negativ effekt p˚a hængebroens stabilitet.
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Ser man p˚a det historiske perspektiv, er der jf. Gimsing og Georgakis [18] sket rigtig
meget siden den første permanente kabelophængte bro blev bygget i 1823 i Gene´ve, der
havde to beskedne hovedspænd p˚a 40 m. I dag, ca. 200 a˚r efter, har man med respekt
for det arbejde, der tidligere har været udført af pionererne indenfor broindustrien,
forbedret den teoretiske og eksperimentelle forst˚aelse af vindteknikken. Udviklingen af
FEM-programmer har sidenhen gjort spændvidder mulige, som tidligere var utænkelige.
Et eksempel p˚a dette er Akashi-Kaikyobroen i Japan, der har rekorden for verdens
længste hovedspænd p˚a 1991 m. Hovedspændet svarer jf. COWI [19] til en forøgelse p˚a
ca. 80,3 % i forhold til den nuværende længste skr˚astagsbro, Russkybroen, i Rusland
med et hovedspænd p˚a 1104 m. P˚a trods af disse superlange broer, udfordrer man i dag
fortsat hovedspændets længde overalt i verden. Man kan bl.a. i COWI [19] læse om
de forskellige foresl˚aede projekter, hvor der bl.a. er planer om at bygge en hængebro
over Gibraltarstrædet. Her er der foresl˚aet to konfigurationer: (1) en hængebro med
to hovedspænd, der hver er 5000 m (2) og en hængebro med tre hovedspænd, hvor
hvert spænd er reduceret ned til 3500 m. Et andet eksempel er Messinabroen med et
hovedspænd p˚a 3300 m, der skal forbinde den østlige del af Sicilien med den sydlige
del af Italien. P˚a samme m˚ade kan der nævnes mange andre spændende fremtidige
projekter f.eks. planlægger Statens vegvesen i Norge i skrivende stund lange hængebroer
over Sognefjorden (3700 m), Halsafjorden (2050 m) og Julsundet (1600 m).
Det er en kendsgerning, at jo længere et hovedspænd en bro f˚ar og jo højere pyloner-
ne bliver, desto mere fleksibel vil broen være. Denne tendens er ogs˚a illustreret af Fujino
og Siringoringo [20], hvor det er vist, at hængebroer vil have en større tilbøjelighed
til at underg˚a svingninger med lave egenfrekvenser. Hovedspændet har med andre ord
en betydning for broens stabilitet og er ogs˚a afgørende for, om den er følsom overfor
vindinducerede vibrationer. Det sidstnævnte kan generelt medføre forskellige grader af
konsekvenser – lige fra et øjeblikkeligt og uvarslet brud, til et mere langvarigt og varslet
brud f.eks. pga. udmattelse. Derudover kan de vindinducerede vibrationer ogs˚a have en
betydning for sikkerheden og komforten, som man kan forbedre ved brug af modforan-
staltninger. Alt dette skal man huske at medregne, n˚ar man skal designe en bro.
Man m˚a dog ikke glemme, at vinden, fra naturens side, er varierende b˚ade i for-
hold til tid og rum. Derfor er effekten af denne p˚a den betragtede konstruktionsdel
ogs˚a varierende. N˚ar den totale vindkraft skal bestemmes, kan man bl.a. se af Fujino
og Siringoringo [20] og Dyrbye og Hansen [21], at denne best˚ar af et bidrag fra hhv.
ti-minutters middelvind, turbulens og interaktionen mellem vinden og brodækket. Det
sidste bidrag viser sig dog jf. Dyrbye og Hansen [21] at være det mest dominerende ud
af de tre nævnte bidrag i forhold til koblet flutter, som i visse litteraturer ogs˚a g˚ar under
navnet klassisk flutter. Koblet flutter er ogs˚a kendetegnet som et dynamisk instabilitets-
fænomen. Indenfor denne kategori hører der ogs˚a torsionsflutter, galloping og rytmisk
hvirvelafløsning. Fælles for disse er, at der er tale om selveksiterende vibrationer, hvor
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vibrationen er afhængig af, hvordan brodækket interagerer med vinden. Den resulterende
vindkraft, der virker p˚a brodækket under interaktion med vinden, benævnes endvidere
som den bevægelsesafhængige vindlast. Har man s˚aledes en bevægelsesafhængig vind-
last, der virker p˚a brodækket p˚a den m˚ade, at bevægelsen af brodækket eskalerer enten
i form af en stor udbøjning og/eller vinkeldrejning, har man jf. Piana et al. [7] og Fujino
og Siringoringo [20] det man kalder for en aeroelastisk instabilitet, hvor koblet flutter,
torsionsflutter og galloping er eksempler herp˚a. Ganske vist er rytmisk hvirvelafløsning
ogs˚a dynamisk, men bruddet sker dog jf. Dyrbye og Hansen [21] pga. udmattelse.
Flutter blev først observeret i flyindustrien, hvor Theodorsen [22] i 1934 gav en fuld-
stændig analytisk løsning af flutterligningen for en flad plade med tre frihedsgrader og
27 aerodynamiske afledede. Denne teori blev senere inkorporeret i broindustrien, hvor
man primært har fokuseret p˚a et system med følgende to frihedsgrader: vertikal- og
torsionsfrihedsgraderne af brodækket. De aerodynamiske afledede er et udtryk for raten
af, hvor meget dæmpningen og stivheden af brodækket ændres under vind og ved et
givent forhold kan den aerodynamiske dæmpning overg˚a den strukturelle dæmpning,
hvilket leder til, at brodækkets bevægelse vil eskalere indtil brud. N˚ar de aerodynamiske
afledede er kendte, kan den kritiske fluttervindhastighed beregnes. I praksis viser det
sig at være fornuftigt direkte at bruge de aerodynamiske afledede for en flad plade som
rettesnor, s˚afremt brosektionen er strømlinet. Dette vil spare en for b˚ade tid og avance-
rede vindtunnelstudier, men man skal dog ikke udelukke en mere detaljeret analyse af
de aerodynamiske afledede af et rigtigt brotværsnit p˚a et senere stadie.
Selberg og Hjorth-Hansen [23] og Dyrbye og Hansen [21] har bl.a. vist, at den kritiske
fluttervindhastighed (for koblet flutter) afhænger af frekvensforholdet, γn = nα/nξ, mel-
lem torsions- og vertikalsvingningen. Kommer torsionsegenfrekvensen til at være næsten
sammenfaldende med vertikalegenfrekvensen, nogenlunde svarende til γn ≈ 1, 1, opn˚ar
man den laveste kritiske fluttervindhastighed for en flad plade.
Der sigtes i dag altid efter et frekvensforhold, som minimum er over to jf. Gims-
ing og Georgakis [18], hvilket leder til anvendelsen af lukkede brodrager som f.eks. er
anvendt p˚a Storebæltsbroen i Danmark (γn = 2, 78 jf. Larsen [24]) og Humberbroen
i England (γn = 2, 66 jf. Magalha˜es et al. [25]), hvor torsionsstivheden er relativ høj.
Der er dog en tendens, som beskrevet tidligere, der indikerer, at broernes spænd bliver
længere, hvilket medfører, at torsionsstivheden af hele brokonstruktionen efterh˚anden
bliver utilstrækkelig og nye alternativer m˚a undersøges.
1.1 Motivation
Motivationen til dette speciale er at benytte et designprincip, der principielt gør det
modsatte af, hvad der hidtil har været almen praksis blandt de nuværende hængebroer:
nemlig at tvinge frekvensforholdet under e´n, dvs. n˚ar betingelsen nα < nξ er opfyldt.
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I det traditionelle brodesign er man som bekendt interesseret i at øge torsionsstivhe-
den i takt med, at man øger hovedspændet, hvilket hænger sammen med, at den kritiske
fluttervindhastighed er proportionalt stigende med frekvensforholdet, s˚afremt γn > 1, 1.
Denne tendens har Dyrbye og Hansen [21] vist for en flad plade. N˚ar man øger torsions-
stivheden, er det ogs˚a et udtryk for, at man øger massen pr. længdeenhed af brodækket.
Richardson [26] har illustreret, at mængden af st˚al, der skal indbygges i et brotværsnit,
for at opretholde en vis torsionsstivhed, er afhængig af kvadratet p˚a hovedspændet. Det-
te betyder med andre ord, at massen og dermed prisen er eksponentielt stigende, s˚afremt
man ønsker at øge torsionsstivheden i takt med at hovedspændet gøres længere.
Det fremg˚ar af Dyrbye og Hansen [21], at den største kritiske fluttervindhastighed
findes, n˚ar nα/nξ → 1+, hvor denne g˚ar mod uendelig. De pointerer endvidere, at der ikke
er en løsning til flutterinstabilitetskriteriet, der oprindeligt blev formuleret af Theodorsen
[22], s˚afremt frekvensforholdet er holdt under e´n. Dette designprincip benævnes ogs˚a
Non-flutter designprincippet og har en række fordele:
1) Diverse forsøg bekræfter, at koblet flutter ikke optræder for γn < 1. Der refereres
til Afsnit 1.2, for at læse mere herom.
2) Der opn˚as et lettere brodæk og dermed mindre hænger-, hovedkabel- og pylondi-
mensioner i forhold til det traditionelle brodesign.
3) Det er mere rentabelt i forhold til det traditionelle brodesign, n˚ar der ikke er
konstant behov for at indbygge torsionsstivhed i form af ekstra masse i brodækket.
Non-flutter designprincip er s˚aledes yderst relevant for lange hængebroer og er jf.
Dyrbye og Hansen [21] ikke blevet implementeret i praksis endnu.
1.2 Tidligere arbejde
Definitionen p˚a statisk divergens har ligesom flutter sin oprindelse fra flyindustrien,
men teorierne har ogs˚a vist sig at være relevante indenfor civilingeniørfaget, hvor de
specielt har fundet anvendelse p˚a kabelophængte broer. Tendensen har tidligere været,
at instabilitetsfænomenet med den laveste kritiske vindhastighed for hængebroer var
flutter. Det har derfor jf. adskillige forfattere, herunder Cheng et al. [10], Boonyapinyo
et al. [27] og Cheng et al. [28], ledt til den fejlagtige opfattelse, at flutter generelt altid
opst˚ar ved meget lavere vindhastigheder i forhold til statisk divergens for hængebroer.
De sidste a˚rtiers forbedring af den teoretiske forst˚aelse og udviklingen af FEM-
programmer har imidlertid gjort spændvidder, som tidligere var utænkelige mulige, hvil-
ket har medvirket til, at broerne er blevet mere fleksible. Xiang og Ge [29] har i deres
værk vist, at efterh˚anden som spændvidden p˚a en hængebro stiger, falder brodækkets
bidrag til konstruktionens samlede stivhed og hvor den primære stivhed alene kommer
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fra hovedkablerne. Reduktionen af stivheden bevirker, at statisk divergens nu kan opst˚a
ved en lavere vindhastighed end flutter som det bl.a. er vist for verdens længste og anden
længste hængebro Akashi Kaikyobroen (se: Boonyapinyo et al. [27]) og Xihoumenbroen
(se: Zhang et al. [30]). Det at den primære torsionsstivhed for lange hængebroer kommer
fra hovedkablerne betyder, at en opadrettet kraft jf. Zhang et al. [31] og Arena og Lac-
arbonara [32] resulterer i en reduktion af den dominerende stivhed i form af trækkraften
i hovedkablet. G˚ar dette træk hen og bliver til et tryk, indtræder der statisk divergens.
I 1978 formulerede Simiu og Scanlan [33] en lineær ligning for et SDOF system
med en rotationsfrihedsgrad, som fortsat er i brug i dag til at bestemme den kritiske
divergensvindhastighed. Ligningens styrke ligger i dens simplicitet grundet dels lineari-
seringen af den aerostatiske momentformfaktor samt den geometriske stivhed. Ud over,
at den ikke tager højde for de ikke-lineære effekter, fører den ogs˚a til en vildledning af
ingeniørens forst˚aelse, idet man f˚ar den opfattelse, at den primære a˚rsag til statisk diver-
gens alene skyldes vinden og ikke en kombination af denne samt tab af konstruktionens
geometriske stivhed. Metoden antager desuden, at der pludseligt vil forekomme en uen-
delig stor rotation, n˚ar den kritiske divergensvindhastighed opn˚as. Dette m˚a betragtes
som en matematisk abstraktion, idet en s˚adan opførsel er urealistisk. En mere realistisk
beskrivelse er formuleret af Dowell [34], som antager, at der sker en hastig udvikling af
rotationen – indtil brud indtræffer. Idet der i SDOF-modellen ses bort fra indflydelsen
af hhv. drag og lift, m˚a den kritiske opførsel alene være for˚arsaget af torsionsdivergens.
Løsningen af statisk divergens har tidligere været baseret p˚a det aerostatiske moment
alene, men forøgelsen af spændvidden har medvirket til, at specielt den tværg˚aende vind-
last bliver relevant jf. adskillige forfattere, heriblandt Piana et al. [7], Boonyapinyo et al.
[27] og Xu [35]. Medtagelsen af drag og evt. lift bevirker, at analysen g˚ar fra den klassi-
ske torsionsdivergens til koblet torsionsdivergens. Udviklingen af hhv. FEM-programmer
samt den hastige udvikling af den personlige computer (PC) har i dag medført en effek-
tiv løsningsmetode til at bestemme den kritiske divergensvindhastighed p˚a baggrund af
b˚ade drag, lift og moment. Løsningsmetoden er behandlet af bl.a. Cheng et al. [10] og Xu
[35]. Løsningsmetoden g˚ar i al sin enkelthed ud p˚a at udføre en statisk ikke-lineær bereg-
ning p˚a baggrund af en kvasistatisk vindlast, hvorefter vindlasten justeres efterh˚anden
som systemet f˚ar en udbøjning. Denne procedure forsættes indtil systemets udbøjning
divergerer, hvor der bl.a. tages hensyn til dels de ikke-lineære effekter, bidrag fra alle
tre vindlastkomposanter (drag, lift og moment) samt formfaktorernes afhængighed af
vindens angrebsvinkel. Her følger der en tilnærmelse med metoden i form af, at vinden
altid p˚aføres øjeblikkeligt, selvom denne i virkeligheden altid stiger progressivt. Effekten
herfra kan medtages ved anvendelse af en dynamisk analyse i tidsdomænet frem for en
statisk analyse. Zhang [36] har vist, at vindlasten, hvorved statisk divergens vil opst˚a
tilnærmelsesvist er den samme for de to analyser, men den statiske analyse vil generelt
medføre en større vinkeldrejning af brodækket frem til brud i forhold til en dynamisk
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analyse uden turbulens. Desuden viser han ogs˚a, at en hængebro vil underg˚a helt til-
fældige vibrationer, n˚ar der tages højde for turbulens. Faktisk er der s˚a stor en forskel
p˚a torsionsresponset, i det givne eksempel, at den største vinkeldrejning i en dynamisk
analyse er ca. 10 gange større end den fundne værdi fra den statiske analyse. Der bliver
dog ikke proklameret, hvor stor en reduktion turbulensen har p˚a den kritiske vindhastig-
hed for statisk divergens, idet man kun opn˚ar de ekstreme vinkeldrejninger kortvarigt.
Medtagelsen af turbulens medfører derfor, at det bliver svært at angive, hvorn˚ar der
indtræder en instabilitet, idet der ikke ses en pludselig progressiv udvikling af vinkel-
drejningerne, hvilket skyldes turbulensens variation i tidsdomænet. Imidlertid bliver det
konkluderet, at turbulensen har en negativ indvirkning p˚a statisk divergens, og at den
negative indvirkning vil blive større, s˚afremt turbulensintensitetsfaktoren øges.
Anvendelsen af et FEM-program giver desuden mulighed for at tage de ikke-lineære
materialeegenskaber i regning. Boonyapinyo et al. [27] har medtaget disse effekter i en
ikke-lineær FEM-model ved anvendelse af en koncentreret flydeledsmodel p˚a Akashi
Kaikyobroen, hvilket leder til en reduktion af den kritiske divergensvindhastighed p˚a
28,5 % i forhold til, hvis de ikke-lineære materialeegenskaber ikke var medtaget.
Grundet det omfangsrige arbejde ved anvendelse af den iterative FEM-analyse, er
der efterh˚anden udviklet forskellige simple beregningsmetoder, udført af bl.a. Cheng
et al. [28] og Arena og Lacarbonara [32], som kan give et forholdsvist præcist overslag.
Metoderne har den fordel, at de kræver mindre regnekraft, hvorfor de bliver yderst an-
vendelige. Cheng et al. [28] bygger deres teori p˚a den velkendte deflection theory og
det er desværre uden held blevet forsøgt at implementere den i dette speciale. Der kan
knyttes følgende to kommentarer til metoden: (1) metoden forudsætter en symmetrisk
udbøjningskurve, hvilket almindeligvis ikke vil gøre sig gældende for lange hængebroer
med korte eller uden sidespænd, idet en asymmetrisk form af udbøjning vil have den
laveste stivhed som det bl.a. er vist p˚a Jiangyinbroen af Cheng et al. [10] (2) den vand-
rette trækkraft i hovedkablet ud fra egenvægten p˚a det udførte eksempel af Cheng et al.
[28] stemmer i øvrigt heller ikke overens med vores beregnede værdi. Idet implemen-
teringen af metoden er mislykket efter længere tids forsøg og der ikke er kommet en
tilbagemelding fra forfatterne, er denne del af teorien fjernet fra specialet.
Betragtes nu i stedet det aerodynamiske instabilitetsfænomen, flutter, har bl.a. Dyr-
bye og Hansen [21] erfaret, at den laveste kritiske fluttervindhastighed for en flad plade
almindeligvis opn˚as ved et frekvensforhold p˚a 1,1 (for koblet flutter) og stiger herefter
som funktion af et øget frekvensforhold. I bogen ”Wind Loads On Structures”viser de
endvidere variationen af den reducerede kritiske fluttervindhastighed1 sammen med den
reducerede kritiske divergensvindhastighed i forhold til frekvensforholdet, hvor der ta-
1Reduceret kritisk vindhastighed er defineret som den kritiske vindhastighed normaliseret mht. pro-
duktet af tværsnitsbredden og vertikalegenfrekvensen, der bruges til at beregne frekvensforholdet med i
vindstille forhold, dvs.: Ured = Ucr/ (Bnξ).
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ges udgangspunkt i Scanlans lineære formel. Hvis man skal undg˚a koblet flutter, foresl˚ar
Dyrbye og Hansen [21] ogs˚a, at man laver et brodesign, hvor frekvensforholdet tvinges
til at være e´n, idet den kritiske fluttervindhastighed for en flad plade g˚ar mod uendelig
her. Tager man imidlertid ogs˚a højde for den kritiske divergensvindhastighed, skal man
huske p˚a, at den er lavest ved lave frekvensforhold og kan være afgørende for det ende-
lige brodesign. Nyere studier, heriblandt fra Nowicki og Flaga [37] og Johannson et al.
[38], bekræfter denne hypotese for strømlinede sektionsmodeller, at flutter ikke opst˚ar,
s˚afremt man har et frekvensforhold under e´n. Derudover har Nowicki og Flaga [37] ogs˚a
vist, at flutter fortsat kan opst˚a, s˚afremt der ikke benyttes strømlinede tværsnit.
Et brodækdesign med et frekvensforhold under e´n er jf. Dyrbye og Hansen [21] ik-
ke realiseret endnu. Xiang og Ge [29] p˚apeger i denne sammenhæng, at erfaringer fra
hhv. Akashi Kaikyo- og Storebæltsbroen viser, at der m˚a nye konstruktionsopbygninger
til, s˚afremt en forsat udvikling af spændvidden skal opn˚as, idet det traditionelle design
med strømlinede brodæk har en begrænsning p˚a omkring 2000 m. De peger bl.a. p˚a
muligheden for anvendelsen af twin- eller triple-box dækløsninger, som kan medføre en
væsentlig forbedring af den aeroelastiske stabilitet. Denne løsning kan umiddelbart ogs˚a
godt adapteres i forhold til Non-flutter designprincippet, s˚afremt man har en ydre geo-
metri af brodækket, der giver gunstige aerostatiske formfaktorer. Derudover søger man
i Non-flutter designprincippet at øge masseinertimomentet, hvilket man let og elegant
kan gøre ved at introducere til en spaltebredde imellem brokasserne. Et twin-box profil
er ogs˚a anvendt p˚a Xihoumenbroen, og til projekteringen af Messina Straitbroen, som
forsat er p˚a tegnebrættet, arbejdes der bl.a. med en triple-box løsning. Begge hængebroer
har dog ikke noget med Non-flutter designprincippet at gøre.
1.3 Fokusomr˚ade
Dette afsnit er todelt, s˚aledes at der først gives en kort beskrivelse af Halsafjordprojektet,
hvorefter der kommer et afsnit om excentrisk trafiklast og statisk divergens. Hovedfo-
kusset ligger p˚a statisk divergens.
1.3.1 Halsafjordbroprojekt
Statens vegvesen (SV) i Norge planlægger at bygge en bro over Halsafjorden som led i in-
frastrukturprojektet Ferjefri E39. Hele projektet omfatter en strækning p˚a ca. 1100 km,
hvor ruten g˚ar fra Kristiansand og langs den vestlige kyst til man kommer op til Trond-
heim. Under hele forbindelsen skal man krydse otte fjorde, som vist p˚a Figur 1.1, hvor
de fleste fjorde er s˚a brede og dybe, at der kræves en massiv investering i at undersøge,
hvordan man skal komme over disse. Den nuværende rejsetid mellem Kristiansand og
Trondheim ligger p˚a ca. 21− 22 timer og vil, n˚ar projektet afsluttes, reducere rejsetiden
med ca. 7 − 9 timer. I Statens vegvesen [39] gøres der opmærksom p˚a, at regeringen
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i Nasjonal transportplan 2014 − 23 har fremlangt sin ambition om at færdiggøre den
meget omtalte forbindelse indenfor 20 a˚r med et budget p˚a 150 milliarder norske kroner.
I dette speciale fokuseres der p˚a Halsafjordbroen, hvor fjorden har varierende vand-
dybder op til 600 m. Det oplyses af SV, at der indtil videre arbejdes med fire hovedal-
ternativer: (1) en rørbro, som er nedsænket i vand (2) en flydebro (3) en TLP2 bro (4)
og en hængebro med et spænd og hvor pylonerne er placeret p˚a land. Ud af de fire, er
det kun det sidstnævnte alternativ, der er i fokus her. Hængebroen f˚ar et hovedspænd
p˚a 2050 m, hvilket er ca. 3 % længere end verdens nuværende længste hængebro.
Figur 1.1: Ferjefri E39. Taget fra Ellevset [1].
1.3.2 Excentrisk trafiklast og statisk divergens
Det er vigtigt, at brodækket ikke bliver udsat for store vinkeldrejninger som følge af den
excentriske trafiklast. Det oplyses af SV, at Halsafjordbroen skal have to kørebaner til
den tunge trafik og et tilsvarende antal baner til de lette trafikanter. Hvordan banerne
bliver placeret i forhold til hinanden er blot et spørgsm˚al om den geometriske udform-
ning af brodækket og hvor stor en indvirkning den excentriske belastning fra trafikken
kommer til at have p˚a vridning af brodækket. Denne del af analysen bliver ikke nær
s˚a omfattende som den for statisk divergens i rapporten, hvor hovedfokusset reelt lig-
ger. I relation til Afsnit 1.2, udføres der et grundigt arbejde indenfor statisk divergens
2TLP = Tension Leg Platform
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af en færdigbygget hængebro, idet dette umiddelbart er, hvad der stopper implemente-
ringen af Non-flutter designprincippet. Tværsnittet af Halsafjorbroen er p˚a nuværende
tidspunkt ikke endeligt defineret af SV og st˚ar derfor helt a˚ben for muligheder. Til at
formgive dette, skal betingelsen γn < 1 først og fremmest være opfyldt iht. Non-flutter
designprincippet. Dernæst skal geometrien fintunes, s˚aledes ønsket fra SV om en kritisk
divergensvindhastighed p˚a minimum Udiv = 60 m/s tilgodeses.
1.4 Opbygning af specialet
Specialet er overordnet set opbygget af fem kapitler, hvoraf denne introduktion udgør
det første. Derudover følger rapporten de kapiteloverskrifter, der er givet nedenfor:
• Teori (Kapitel 2)
• Resultater (Kapitel 3)
• Diskussion (Kapitel 4)
• Konklusion (Kapitel 5)
I Kapitel 2 fremlægges den teoretiske baggrund om excentrisk trafiklast og statisk
divergens. I forbindelse med den excentriske trafiklast, præsenteres der b˚ade nye, selv-
udviklede metoder s˚avel som andre metoder til at kunne estimere vinkeldrejningen af
brodækket. Ligeledes med statisk divergens, gennemg˚as der forskellige metoder, alt fra
den simple og velkendte Scanlans formel til lidt mere avancerede og selvudviklede me-
toder, til at kunne forudsige den kritiske divergensvindhastighed.
I Kapitel 3 behandles to lange hængebroer; først Julsundbroen og dernæst Jian-
gyingbroen, hvor teorierne fra Kapitel 2 anvendes og sammenholdes med resultater fra
FEM-programmer. Slutteligt projekteres Halsafjordbroen p˚a overordnet basis.
I Kapitel 4 samles der op p˚a resultaterne fra Kapitel 3 og diskuteres.
I Kapitel 5 er der en opsamlende konklusion.
Bagerst i rapporten er der desuden vedlagt et Appendiks og en Litteraturliste. For at
bevare den røde tr˚ad hele vejen igennem, er de materialer, der falder uden for specialets
hovedlinje lagt i Appendikset. Derudover er der heri vedlagt relevante modeller af pyloner
samt scripts, der er skrevet i programmerne, MATLAB og ANSYS Classic.
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Kapitel 2
Teori
I dette kapitel præsenteres den fundamentale teori, der er brugt i dette projekt. Kapitlet
indeholder primært ny teori, men der forekommer ogs˚a afsnit, der har sit udspring fra et
større indledende arbejde, der er fremlagt tidligere, men hvor teorien har været behandlet
igen og eventuelle fejl og mangler, der skulle have været der, er rettet. Nogle af for-
meludledningerne er simplificeret kraftigt, men mellemtrinnene kan findes i de rapporter,
der er nævnt i forordet. Det vedrører Afsnit 2.1 til og med Afsnit 2.2.2 samt Afsnit 2.4.2.
I Afsnit 2.1 startes der med en kort introduktion til den statiske model, hvilket bruges
videre i Afsnit 2.2 til at udføre en modalanalyse af en simplificeret hængebro, der er
udsat for frie svingninger. Begge afsnit ligger til grund for det videre arbejde, hvorfor
det er vigtigt at være omhyggelig med disse afsnit. I Afsnit 2.3 undersøges brodækket
under p˚avirkning af en excentrisk trafiklast. Den største del af arbejdet er imidlertid
lagt i Afsnit 2.4, hvor der udføres et grundigt studie af statisk divergens.
2.1 Statisk model
I Figur 2.1 er der vist en statisk model af en hængebro, hvor der tages udgangspunkt i
den klassiske deflection theory jf. Melan [40].
    Lm / 2 Lm / 2
ξ x( )
A B
O
η x( )
η ξx x( )+ ( )
O x
y
Figur 2.1: Illustration af brodækkets nedbøjningsfunktion ξ (x) samt kabelkurven
η (x). Inspireret af Gazzola et al. [2].
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Brodækket modelleres som en endimensionel bjælke, der spænder fra A til B og hol-
des oppe af to bærende kabelplaner. Hovedkablerne og brodækket er forbundet vha. mel-
lemliggende hængere, der regnes som værende uendelig stive. For at beskrive nedbøjningen
af hele broen, er der her valgt et kartesisk koordinatsystem med origo placeret i midten
af brodækkets længde, og hvor nedbøjning regnes som positiv nedad. Punkterne ude i
enderne er hhv. A (−Lm/2, 0) og B (Lm/2, 0), hvilket svarer til en brolængde p˚a Lm.
Derudover betegner ξ (x) brodækkets nedbøjning og η (x) er kabelkurven. I første om-
gang fokuseres der udelukkende p˚a tidsuafhængige funktioner, dvs. hvor ξ (x) og η (x)
kun afhænger af x−koordinatet langs broen. Den statiske model er desuden uden si-
despænd, men kan let udvides til at inkludere sidespænd. Modellen er simplificeret p˚a
s˚adan en m˚ade, at hovedkablerne antages at være fastspændte i toppen af pylonerne og
at pylonerne betragtes som værende lige høje og uendelige stive, s˚aledes at disse ikke
bøjer i x−aksens retning. Endvidere optager hovedkablet vægten af sig selv, hængerne
samt dækket, s˚aledes at den ekstra belastning, der skulle komme som følge af nyttelast
og/eller naturlast er lille i forhold til egenvægten. Her er det interessant at undersøge,
hvor stor en trækkraft (regnes positiv), der opst˚ar i hovedkablet som følge af egenvægten.
I Figur 2.2a er den statiske model gengivet, hvor der tages et lille udsnit af kabelplanet.
Ved statisk ligevægt med egenvægten kan man se ud fra Figur 2.2b, at der opst˚ar en
tangentialkraft F (x) i hovedkablet, der danner vinklen ϕ med den vandrette akse.
O
Lm / 2−Lm / 2
(a) Opstalt af den statiske model.
ϕ
0
x
0
ϕ
x
( )F x
( )0F x
(b) Et lille udsnit af kabelplanet.
Figur 2.2: Tangentialkraft i hovedkablet. Inspireret af Roseau [3].
Under forudsætning af, at der kun bruges lodrette hængere i den statiske model, m˚a den
vandrette trækkraft i hovedkablet være konstant pga. vandret ligevægt:
F (x) cos (ϕ) = F (x0) cos (ϕ0) = H (2.1)
Lodret ligevægt giver samtidig:
+
↑
∑
Fy = F (x) sin (ϕ)− F (x0) sin (ϕ0)−mg (x− x0) = 0 (2.2)
hvor m er brodækkets og kablets masse pr. længdeenhed, mens hængernes masse kan
negligeres i forhold til de øvrige bidrag. Ligevægten forudsætter desuden, at kabelfaldet
er lille, s˚aledes at man kan antage, at massen af kablet er konstant m˚alt vandret.
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Idet y−koordinatet regnes som positiv nedad, gælder der −dη/dx = tan (ϕ). Kom-
bineres denne relation med (2.1) og (2.2), har man:
−H dη
dx
− F (x0) sin (ϕ0)−mg (x− x0) = 0 (2.3)
Differentierer man efterfølgende p˚a begge sider af lighedstegnet mht. x, opn˚ar man en
lineær andenordensdifferentialligning p˚a følgende form:
−H d
2η
dx2
−mg = 0 (2.4)
eller:
d2η
dx2
= −mg
H
(2.5)
Integreres nu (2.5) to gange mht. x, kan man f˚a et udtryk for kabelkurven:
η (x) = −mg
2H
x2 + k1x+ k2 (2.6)
hvor k1 og k2 er integrationskonstanter. Disse integrationskonstanter kan nemt bestem-
mes ved at indføre nogle randbetingeler, som funktionen η (x) skal opfylde. Benyttes
randbetingelserne η (Lm/2) = −hp og dη/dx|x=0 m = 0, hvor hp er m˚alt fra toppen af
pylonen og ned til brodækket, har man den partikulære løsning:
η (x) = −mg2Hx2 + mgL
2
m
8H − hp ∀x ∈
[−Lm2 , Lm2 ] (2.7)
Indføres der nu:
H =
mgL2m
8f
(2.8)
som er den største vandrette trækkraft, der kan opst˚a p˚a baggrund af en simpelt un-
derstøttet (brodæk) bjælke, hvor f er kabelfaldet, kan (2.7) omskrives til:
η (x) = f
(
1−
(
2x
Lm
)2)− hp ∀x ∈ [−Lm2 , Lm2 ] (2.9)
Differentieres kabelkurven i (2.7) eller (2.9) hhv. en og to gange mht. x, f˚ar man det,
der svarer til hældningen og krumningen:
dη
dx = − qHx ∀x ∈
[−Lm2 , Lm2 ] (2.10a)
d2η
dx2
= − qH ∀x ∈
[−Lm2 , Lm2 ] (2.10b)
hvor q = mg er en konstant lodret belastning af brodækket og hovedkablerne tilsammen.
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2.2 Modalanalyse
I dette afsnit gennemg˚as i korte træk modalanalysen af en hængebro, hvor man vha.
simple analytiske udtryk nemt og hurtigt kan give et overslag p˚a hængebroens cykliske
egenfrekvenser og de tilhørende egensvingninger i det indledende stadium. Dette bevir-
ker, at man kan spare tid i forhold til, hvis man i stedet skulle opstille store og tunge
FEM-modeller. Teorien, der gennemg˚as her skal senere bruges til behandling af statisk
divergens i Afsnit 2.4 og er derfor en vigtig forudsætning for at komme videre.
Modalanalyseafsnittet best˚ar af tre hovedafsnit: Eksaktmetoden i Afsnit 2.2.1, udvi-
det fjerordensdifferentialligning i Afsnit 2.2.2 og Galerkins metode i Afsnit 2.2.3.
2.2.1 Eksaktmetoden
Her behandles den velkendte cable/beam model til bestemmelse af de symmetriske cykli-
ske egenfrekvenser af en hængebro. Der tages fortsat udgangspunkt i den statiske model,
der er beskrevet i Afsnit 2.1, hvor brodækket modelleres som et 2DOF system, der kan
bevæge sig vertikalt og frit rotere omkring sin egen længdeakse. For at komme frem til
de analytiske udtryk, bruges der her en bestemt teknik til at løse differentialligningerne,
nemlig Eksaktmetoden. Navnet refererer blot til, at differentialligningerne løses eksakt.
2.2.1.1 Symmetrisk vertikalsvingning
N˚ar en hængebro udsættes for en ekstra ydre p˚avirkning i form af nyttelast og/eller
naturlast p1 (x), antages det, at noget af lasten, dvs. p2 (x) af p1 (x), bæres af hoved-
kablerne, mens brodækket vil overføre den resterende del, nemlig p1 (x) − p2 (x). Idet
brodækket regnes som værende en bjælke, der er simpelt understøttet i begge ender,
kan man benytte bjælkens differentialligning:
EIz
d2ξ
dx2
= −M (2.11)
Differentialligningen (2.11) forudsætter, at den positive y−akse peger nedad. Derudover
gælder der ogs˚a følgende relation mellem momentet og den ydre p˚avirkning:
d2M
dx2
= −p (2.12)
Kombineres (2.11) med (2.12), f˚ar man en fjerdeordensdifferentialligning:
EIz
d4ξ
dx4
= p (2.13)
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og med p = p1 (x)− p2 (x) for brodækket, har man:
EIz
d4ξ
dx4
= p1 (x)− p2 (x) (2.14)
Idet kabelkraften H er beregnet p˚a baggrund af egenvægten af den strukturelle del, m˚a
der opst˚a en tillægskraft ∆H (ξ) i hovedkablet som følge af den ydre belastning. Isoleres
q i (2.10b), kan denne efterfølgende modificeres til:
(H + ∆H (ξ))
(
d2η
dx2
+
d2ξ
dx2
)
= −q − p2 (x) (2.15)
Endelig kan formlerne (2.10b), (2.14) og (2.15) kombineres og man f˚ar det ønskede
udtryk, der ogs˚a g˚ar under navnet Melan equation jf. Gazzola et al. [2]:
EIz
d4ξ
dx4
− (H + ∆H (ξ)) d
2ξ
dx2
+
q
H
∆H (ξ) = p1 (x) (2.16)
hvor brodækket antages at være simpelt understøttet ved pylonerne, s˚aledes at rand-
betingelserne ξ (−Lm/2) = ξ (Lm/2) = 0 m og d2ξ/dx2
∣∣
x=−Lm/2 = d
2ξ/dx2
∣∣
x=Lm/2
=
0 1/m er opfyldt. Inden man opstiller den endelige bevægelsesligning for den vertikale
svingning, er det dog nødvendigt at specificere tillægskraften ∆H (ξ). For at specificere
denne størrelse, kræver det imidlertid, at man antager en størrelse p˚a f/Lm, hvor det
fremg˚ar af Gimsing og Georgakis [18], at f/Lm i hovedspændet p˚a en hængebro skal hol-
des imellem 1/11 og 1/9. Denne faktor tager højde for, at man minimerer nedbøjningen
af brodækket. Sættes f/Lm = 1/10, har man ud fra (2.7) og (2.10a):
η
(
Lm
2
)
− η (0) = Lm
10
⇒ q
H
= − 4
5Lm
⇒ dη
dx
∣∣∣∣
x=Lm
2
= 0, 4 (2.17)
Længden af det ene hovedkabel i hvile kan beregnes som:
Lc =
Lm
2∫
−Lm
2
√
1 +
(
dη
dx
)2
dx =
Lm
2∫
−Lm
2
√
1 +
(
4
5Lm
x
)2
dx ≈ 1, 026Lm (2.18)
hvor q/H−forholdet fra (2.17) er anvendt. Herudover kan længdeudvidelsen af hoved-
kablet beregnes som forskellen mellem n˚ar broen er belastet og ubelastet, dvs.:
∆Lc (ξ, η) =
Lm
2∫
−Lm
2
√1 + (dη
dx
+
dξ
dx
)2
−
√
1 +
(
dη
dx
)2dx (2.19)
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Foretages nu en rækkeudvikling for integranden i (2.19) til første orden med udviklings-
punkt i dξ/dx = 0, kan man som vist af Laustsen og Sahin [41] f˚a:
∆Lc (ξ) ≈ q
H
Lm
2∫
−Lm
2
ξdx (2.20)
Tillægskraften ∆H (ξ) kan endelig udtrykkes som:
∆H (ξ) =
EcAc
Lc
∆Lc (ξ) =
EcAc
Lc
q
H
Lm
2∫
−Lm
2
ξdx (2.21)
hvor Ec og Ac er hhv. elasticitetsmodulet og tværsnitsarealet af begge hovedkabler. Der
er undervejs i udledningen af (2.20) gjort en approksimation, hvor (dη/dx)2maks ≈ 0,
selvom den beregnede værdi er 0, 16 ved pylonerne, hvilket viser sig at være en fornuftig
antagelse. Det fundne udtryk for tillægskraften i (2.21) kan nu indføres i (2.16):
EIz
d4ξ
dx4
−H d
2ξ
dx2
+
EcAc
Lc
q2
H2
Lm
2∫
−Lm
2
ξdx = p1 (x) (2.22)
hvor ∆H (ξ)
(
d2ξ/dx2
) ≈ 0, idet b˚ade ∆H (ξ) og d2ξ/dx2 antages at være sm˚a. G˚ar man
videre og benytter Newtons 2. lov, kan man opstille bevægelsesligningen for systemet:
∑
F = ma (2.23)
hvor F = p1 (x) og a = −∂2ξ/∂t2 under antagelse af, at brodækkets acceleration er
den samme som for hovedkablet pga. hængerne, der regnes som uendelig stive. I Bleich
et al. [4] beskrives det, at accelerationen af systemet er modsatrettet i forhold til kraften,
hvorfor der kommer et negativt fortegn p˚a accelerationen. Udledningen af denne detalje
er overladt til læseren og kan findes i Bleich et al. [4]. Idet der introduceres til en accele-
ration, m˚a ξ−funktionen gøres tidsafhængig. Her kan man principielt gætte p˚a uendelig
mange tidsafhængige løsninger, men det mest nærliggende ville være, hvis man gætter
p˚a en funktion, der beskriver en harmonisk svingning, hvilket gælder funktioner som
cosinus, sinus eller en kompleks eksponentialfunktion, der afspejler brodækkets virkelige
svingningsform. Gætter man p˚a en løsning i form af ξ (x, t) = ξx (x) sin (ωt), hvor ω er
den cykliske egenfrekvens af brodækket, finder man ud af, at den tidsafhængige funktion
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udg˚ar, men efterlader dog −ω2 p˚a masseleddet. Ved brug af (2.23), har man s˚aledes:
mω2ξx − EIz d
4ξx
dx4
+H
d2ξx
dx2
=
EcAc
Lc
q2
H2
Lm
2∫
−Lm
2
ξxdx (2.24)
som ogs˚a kan findes i Richardson [42], men p˚a en lidt anden form, hvor man antager, at
brodækkets bøjningsstivhed ikke har en væsentlig betydning for den vertikale svingning
for lange hængebroer. Derfor har man sat: EIz
(
dξ4x/dx
4
) ≈ 0.
Den oprindelige bevægelsesligning for den vertikale bevægelse (2.24) er en inhomogen
lineær fjerdeordensdifferentialligning med konstante koefficienter. Idet højresiden ikke er
en funktion af x, skal venstresiden s˚aledes være en konstant. Negligerer man brodækkets
bøjningsstivhed, m˚a ξx (x) være en løsning til en differentialligning p˚a formen:
K1ξx +K2
d2ξx
dx2
= K3 (2.25)
hvor Ki (i = 1− 3) er konstanter. Løsningen til denne differentialligning kan jf. Kreyszig
[43] findes som summen af løsningen til den homogene og den inhomogene differential-
ligning. Den homogene løsning findes ved at gætte p˚a en eksponentialfunktion:
ξh (x) = e
λx λ ∈ C (2.26)
Indsættes (2.26) i differentialligningen med K3 = 0, opn˚as den karakteristiske ligning:
K1 +K2λ
2 = 0 (2.27)
som har følgende komplekse rødder:
λ = ±
√
−K1
K2
= ±√−1
√
K1
K2
= ±i
√
K1
K2
(2.28)
Løsningen til (2.25) m˚a derfor være givet af:
ξh (x) = A cos
(√
K1
K2
x
)
+B sin
(√
K1
K2
x
)
(2.29)
som lettest kan bekræftes ved at indsætte denne i (2.25) med K3 = 0. Løsningen til
den inhomogene differentialligning med K3 6= 0 findes ved at gætte p˚a den samme form
som højresiden af differentialligningen i (2.25). Idet højresiden er en konstant, er det
nærliggende at gætte p˚a en konstant:
ξp (x) = k (2.30)
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Indsættes (2.30) i den inhomogene differentialligning (2.25), finder man ud af, at kon-
stanten skal defineres som k = K3/K1. Man f˚ar herved den fuldstændige løsning ved at
stykke begge løsninger fra (2.29) og (2.30) sammen, dvs.:
ξx (x) = A cos
(√
K1
K2
x
)
+B sin
(√
K1
K2
x
)
+
K3
K1
(2.31)
Benytter man endvidere følgende randbetingelser for brodækket ξx (Lm/2) = 0 m og
dξx/dx|x=0 m = 0, f˚ar man den partikulære løsning:
ξx (x) =
K3
K1
− K3K1
cos(pξx)
cos
(
pξLm
2
) ∀x ∈ [−Lm2 , Lm2 ] (2.32)
hvor man har erstattet:
pξ =
√
K1
K2
=
√
mω2
H
= ω
√
m
H
(2.33)
Hvis man indsætter den partikulære løsning (2.32) i differentialligningen (2.24), hvor
man sætter bidraget fra brodækkets bøjningsstivhed lig med nul, vil man erfare, at man
kan dividere K3/K1−leddet væk fra samtlige led. Derfor er:
ξx (x) = 1− cos(pξx)
cos
(
pξLm
2
) ∀x ∈ [−Lm2 , Lm2 ] (2.34)
ogs˚a en brugbar løsning. Indsættes denne form af løsningen i differentialligningen (2.24),
hvor brodækkets bøjningsstivhed negligeres, kan man komme frem til følgende udtryk:
ψ2ξ
1− tan(ψξ)ψξ
=
16f2
LcεLm
(2.35)
Selve udledningen af, hvordan man kommer frem til dette udtryk er udeladt her. Er
man interesseret i denne, henvises der til Laustsen og Sahin [41]. Udtrykket i (2.35) er
en transcendent ligning til bestemmelse af de symmetriske cykliske egenfrekvenser af en
simplificeret hængebro uden sidespænd og som let kan løses ved iteration. Her er der
introduceret til følgende parameter ψξ = ω
√
2f/g, hvor g er tyngdeaccelerationen. Idet
der indg˚ar en trigonometrisk funktion i (2.35), her tan (ψξ), findes der flere løsninger,
hvor løsningen som ønskes bestemt er den mindste værdi af ψξ, svarende til den første
symmetriske cykliske egenfrekvens for vertikalsvingningen. Man kan endvidere gøre brug
af følgende simplificerede udtryk for kabellængden:
Lc = Lm
(
1 +
8
3
(
f
Lm
)2)
(2.36)
hvor man principielt har foretaget en rækkeudvikling af integranden i (2.18) til første
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orden med udviklingspunkt i (dη/dx)2 = 0. Derudover angiver ε = H/ (EcAc) i (2.35)
længdetøjningen i hovedkablerne, hvor den vandrette trækkraft H i hovedkablerne kan
beregnes efter (2.8). Bemærk, at man ved brug af ε skal indsætte det kabelareal, der
svarer til ens bromodel. Af Larsen og Gimsing [44] fremg˚ar det, at tælleren i højresiden
af (2.35) har en faktor p˚a 32 i stedet for 16, hvilket skyldes at udtrykket allerede tager
udgangspunkt i to hovedkabler, s˚a man kun skal indsætte arealet af et hovedkabel.
Roseau [3] har vist, at den anvendte teori kan udvides, s˚aledes at man kan tage
højde for sidespændet af en hængebro, som vist i Figur 2.3. Dette er dog udeladt her,
idet fokusset ligger p˚a projektering af en hængebro over Halsafjorden uden sidespænd.
  
  
    
,1s
L
,2s
LmL
c
Lf
Figur 2.3: Bromodel med sidespænd.
De symmetriske cykliske egenfrekvenser for den vertikale bevægelse af en hængebro
med sidespænd er bl.a. vist af Richardson [42]. Introduceres der til λ1 = Ls,1/Lm og
λ2 = Ls,2/Lm og de nye randbetingelser, kan man udvide (2.35) til:
ψ2ξ
1 + λ1 + λ2 − tan(ψξ)+tan(λ1ψξ)+tan(λ2ψξ)ψξ
=
16f2
LcεLm
(2.37)
hvor den frie parameter fortsat er ψξ = ω
√
2f/g. Det ses af (2.37), at λ1 = λ2 = 0 giver
den samme løsning, som hvis man ikke havde sidespændet med jf. (2.35).
2.2.1.2 Symmetrisk torsionssvingning
Et lignende udtryk som i (2.35) og (2.37) kan ogs˚a findes for de symmetriske cykliske
egenfrekvenser for torsion. Proceduren er den samme, hvor man først skal finde et udtryk
for bevægelsesligningen, for derefter at finde en løsning og til slut kombinere dem begge
til en transcendent ligning. Udledningen af bevægelsesligningen for torsion bygger p˚a
Roseau [3], hvor man her skal betragte det viste tværsnit i Figur 2.4. Tværsnittet best˚ar
af to parallelle dragere, der er forbundet med et tyndt forbindelsesled.
Her undersøges der kun for rene torsionssvingninger, hvilket vil sige, at der ses bort
fra b˚ade laterale og vertikale translationer. Idet en nedadrettet bevægelse fortsat regnes
positiv, m˚a en torsionssvingning mod uret medføre, at tyngdepunktet af højre drager bli-
ver løftet og f˚ar en negativ flytning, mens tyngdepunktet af venstre drager bliver trykket
nedad, deraf en positiv flytning. Bredden af hele tværsnittet er B, mens vinkeldrejningen
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Figur 2.4: Simplificeret tværsnit. Inspireret af Roseau [3].
er defineret som α = −ξ/a. Derudover er afstanden imellem hovedkablerne 2a.
Bevægelsesligningen for torsionssvingning best˚ar overordnet af fire bidrag: et bidrag
fra forskydning og vridning af brodækket, et bidrag fra hovedkablerne samt et bidrag
fra inertikraften af hele systemet. Alle bidrag behandles selvstændigt i det nedenst˚aende.
Forskydningsbidrag. Bidraget fra dragerne til torsionsstivheden kan tages med ved
at undersøge forskydningskraften i et vilk˚arligt punkt i en af dragerne. Undersøges et
lille omr˚ade med længden dx i højre drager, vil man afhængig af ens fortegnsdefinition,
opstille to forskellige scenarier. Figur 2.5a viser den klassiske m˚ade at definere forskyd-
ningskraften p˚a, mens den i Figur 2.5b er modsatrettet. Benyttes den sidstnævnte de-
finition, har man ved lodret ligevægt en overskydende kraft p˚a ∂T , der er opadrettet.
I venstre drager vil forskydningskraften være identisk, dog modsatrettet og man f˚ar et
torsionsmoment mod uret p˚a 2a∂T . Idet forskydningskraften er uden betydning i det
tynde forbindelsesled, m˚a torsionsmomenttilvæksten indenfor dx være 2a (∂T/∂x) dx.
T
dx
T T+ ∂
(a) Klassisk definition.
T
dx
T T+ ∂
(b) Modsat fortegnsdefinition.
Figur 2.5: Forskydning i en drager. Inspireret af Roseau [3].
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Vridningsbidrag. Idet endefladerne i det betragtede brodæk kan hvælve frit, vil et
torsionsmoment alene blive optaget i brodækket ved forskydningsspændinger. Ved fri
vridning kan sammenhængen mellem torsionsmomentet Tv og vridningsvinklen α ud-
trykkes ved følgende:
Tv = GIv
∂α
∂x
(2.38)
hvor G er forskydningsmodulet og Iv er vridningsinertimomentet af brodækket. Inden-
for udstrækningen dx, har man s˚aledes en torsionsmomenttilvækst p˚a GIv
(
∂2α/∂x2
)
dx.
Kabelbidrag. N˚ar brodækket roterer mod uret, vil hovedkablet p˚a højresiden blive
aflastet, mens venstresiden vil blive belastet med ∆H (ξ). De tilsvarende kabelkræfter
er vist i Figur 2.6, hvor η er kabelkurven, ξ er brodækkets nedbøjningsfunktion, H er
den vandrette trækkraft i et hovedkabel og ∆H (ξ) er tillægskraften i et hovedkabel.
dx
( )
( )( )H H
x
η ξ
ξ
∂ +
+ ∆
∂
( )H H ξ+ ∆
( )
( )( )H H dx
x x
η ξ
ξ
∂ + ∂
+ ∆
∂ ∂
( )( )H H dx
x
ξ
∂
+ ∆
∂
(a) Venstre kabelplan.
dx
( )( )H H dx
x
ξ
∂
− ∆
∂
( )H H ξ− ∆
( )
( )( )H H dx
x x
η ξ
ξ
∂ − ∂
− ∆
∂ ∂
( )
( )( )H H
x
η ξ
ξ
∂ −
− ∆
∂
(b) Højre kabelplan.
Figur 2.6: Kræfter i hovedkabler. Inspireret af Bleich et al. [4].
Tager man momentligevægt om midten af brodækket under antagelse af, at momentet
mod uret er positivt, f˚ar man følgende for de lodrette kabelkræfter:
− (H + ∆H (ξ)) ∂
2 (η + ξ)
∂x2
adx+ (H −∆H (ξ)) ∂
2 (η − ξ)
∂x2
adx
= −2a
(
H ∂
2ξ
∂x2
+ ∆H (ξ) ∂
2η
∂x2
)
dx
(2.39)
Inertikraft. Bevægelsesligningen for torsion findes ved at sætte tilvæksten af inerti-
kraften Im
(
∂2α/∂t2
)
dx lig med summen af de øvrige torsionsmomenttilvækster:
Im
∂2α
∂t2
= −2a
(
H
∂2ξ
∂x2
+ ∆H (ξ)
∂2η
∂x2
)
+GIv
∂2α
∂x2
+ 2a
∂T
∂x
(2.40)
hvor dx er elimineret fra alle led. Derudover er Im masseinertimomentet af brodækket
og hovedkablerne tilsammen omkring brodækkets egen længdeakse, mens ∂2α/∂t2 er
vinkelaccelerationen af brodækket, som antages at være lig med den for hovedkablerne.
Det er vigtigt at pointere, at H og ∆H (ξ) her svarer til de kabelkræfter, der kun er i
det ene kabelplan. For at sammenligne (2.40) med bevægelsesligningen fra Gazzola [45],
hvor H og ∆H (ξ) er et udtryk for den samlede kabelkraft, sl˚as 2−tallet i det første led
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p˚a højresiden af lighedstegnet i (2.40) sammen med parentesen under forudsætning af,
at der anvendes to kabelplaner med et hovedkabel i hvert plan. Det samme gøres der
i det sidste led, for til sidst at bruge bøjningsstivheden af hele tværsnittet frem for at
tage bøjningsstivheden af det halve og efterfølgende gange denne med to. Heraf f˚as:
Im
∂2α
∂t2
= −a
(
H
∂2ξ
∂x2
+ ∆H (ξ)
∂2η
∂x2
)
+GIv
∂2α
∂x2
+ a
∂T
∂x
(2.41)
N˚ar man benytter fortegnsdefinitionen i Figur 2.5b, har man endvidere følgende sam-
menhæng T = −EIz
(
∂3ξ/∂x3
)
, hvilket gælder under antagelse af, at nedbøjningen
er defineret negativt nedad. Idet den positive akse er defineret nedad, har man T =
EIz
(
∂3ξ/∂x3
)
og ved brug af α = −ξ/a, kan (2.41) skrives om til:
Im
∂2α
∂t2
=
(
a2H +GIv
) ∂2α
∂x2
− a∆H (ξ) ∂
2η
∂x2
− EIza2∂
4α
∂x4
(2.42)
Gøres α− og η−funktionerne tidsafhængige p˚a samme m˚ade som for vertikaldelen, har
man med ∆H (ξ) fra (2.21) og ∂2η/∂x2 fra (2.10b) følgende:
ω2Imαx − EIza2d
4αx
dx4
+
(
a2H +GIv
) d2αx
dx2
= a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm
2∫
−Lm
2
αxdx (2.43)
Bevægelsesligningen for torsionssvingning (2.43) ligner utrolig meget den for vertikal
(2.24). Fælles for disse er, at der er tale om en lineær inhomogen differentialligning af fjer-
de orden med konstante koefficienter. Antages det igen her, at bidraget fra bøjningsstivheden
af brodækket er lille i forhold til de øvrige bidrag, s˚aledes at dette kan negligeres, kan
man skrive differentialligningen p˚a nøjagtig samme form som i (2.25). Derfor kan man
ogs˚a bruge den samme løsning som i (2.34), dvs.:
αx (x) = 1− cos(pαx)
cos( pαLm2 )
∀x ∈ [−Lm2 , Lm2 ] (2.44)
hvor pα er defineret som:
pα =
√
K1
K2
=
√
ω2Im
a2H +GIv
= ω
√
Im
a2H +GIv
(2.45)
Denne løsningen kan nu indsættes i differentialligningen (2.43) uden bidraget fra bøjningsstivheden
af brodækket, hvorefter man f˚ar det ønskede udtryk:
ψ2α
1− tan(ψα)ψα
=
16f2
LcεLm
1
1 + GIv
a2H
(2.46)
Mellemregningerne har Laustsen og Sahin [41] vist. Udtrykket i (2.46) er en transcen-
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dent ligning, der kan bruges til at bestemme de symmetriske cykliske egenfrekvenser
for torsion af en hængebro uden sidespænd. Her er der introduceret til parameteren
ψα = pLm/2, som er den eneste ubekendte i ens iteration. Den fundne transcendente
ligning (2.46) er ogs˚a vist af Larsen og Gimsing [44], hvor der her er brugt en yderligere
omskrivning vha. tøjningsbegrebet ε = EcAc/H. Ønsker man at inkludere sidespændet
i ens analyse, har Richardson [42] vist, at løsningen kan skrives som:
ψ2α
1 + λ1 + λ2 − tan(ψα)+tan(λ1ψα)+tan(λ2ψα)ψα
=
16f2
LcεLm
1
1 + GIv
a2H
(2.47)
hvor λ1 = Ls,1/Lm og λ2 = Ls,2/Lm er enhedsløse størrelser og ψα = pLm/2 fortsat er
den frie parameter. For det specielle tilfælde λ1 = λ2 = 0 ses det igen, at løsningen i
(2.47) bliver lig med den i (2.46), hvilket ogs˚a er forventeligt.
2.2.2 Udvidet fjerdeordensdifferentialligning
I Afsnit 2.2.1 er der set bort fra brodækkets bøjningensstivhed i bevægelsesligningen for
b˚ade vertikal- og torsionssvingningen. Dette afsnit er derfor tænkt som en fortsættelse
p˚a den forrige teori, hvor der her ses p˚a en løsning af den lineære fjerdeordensdifferen-
tialligning, der blev fundet i Afsnit 2.2.1, n˚ar brodækkets bøjningsstivhed medtages.
2.2.2.1 Symmetrisk vertikal- og torsionssvingning
Den oprindelige bevægelsesligning for vertikal- og torsionssvingning er gengivet nedenfor:
mω2ξx − EIz d
4ξx
dx4
+H
d2ξx
dx2
=
EcAc
Lc
q2
H2
Lm
2∫
−Lm
2
ξxdx (2.48a)
Imω
2αx − EIza2d
4αx
dx4
+
(
a2H +GIv
) d2αx
dx2
= a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm
2∫
−Lm
2
αxdx (2.48b)
hvilket ogs˚a kan skrives p˚a den generelle form:
K1
{
ξx
αx
}
−K2 d
4
dx4
{
ξx
αx
}
+K3
d2
dx2
{
ξx
αx
}
= K4 (2.49)
hvor Ki (i = 1− 4) er konstanter, der afhænger af bevægelsesligningen. Løsningen til
denne differentialligning best˚ar af et bidrag fra den homogene og den inhomogene diffe-
rentialligning. Stykker man begge løsninger sammen, f˚ar man den fuldstændige løsning.
Den fuldstændige løsning har Laustsen og Sahin [41] vist, hvor man vha. de nye randbe-
tingelser ξx (0 m) = ξx (Lm) = 0 m og d
2ξx/dx
2
∣∣
x=0 m
= d2ξx/dx
2
∣∣
x=Lm
= 0 1/m for den
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vertikale svingning og tilsvarende for torsion, kan bestemme den partikulære løsning:
ξx (x) = αx (x) = A1e
λ1x +B1e
−λ1x + C1eλ2x +D1e−λ2x + 1 ∀x ∈ [0, Lm] (2.50)
med koefficienterne:
A1
B1
C1
D1

=

λ22−λ22e−Lmλ1
λ21e
Lmλ1−λ21e−Lmλ1−λ22eLmλ1+λ22e−Lmλ1
λ22e
Lmλ1−λ22
λ21e
Lmλ1−λ21e−Lmλ1−λ22eLmλ1+λ22e−Lmλ1
λ21e
−Lmλ2−λ21
λ21e
Lmλ2−λ21e−Lmλ2−λ22eLmλ2+λ22e−Lmλ2
λ21−λ21eLmλ2
λ21e
Lmλ2−λ21e−Lmλ2−λ22eLmλ2+λ22e−Lmλ2
(2.51)
og λ−værdierne:
λ1
λ2
}
=

√
K3
2K2
−
√
4K1K2+K23
2K2√
K3
2K2
+
√
4K1K2+K23
2K2
(2.52)
Bemærk, at der i (2.50) ikke er brugt de samme randbetingelser fra før, idet der opst˚ar
algebraiske vanskeligheder, n˚ar koefficienterne skal bestemmes analytisk. Derfor er de-
finitionsmængden ændret fra [−Lm/2, Lm/2] til [0, Lm], hvor x m˚ales fra starten af
hovedspændet. Man kan med de nye randbetingelser dog ikke sikre sig, at man kun
f˚ar de symmetriske cykliske egenfrekvenser, hvorfor en analyse af dξx/dx|x=Lm/2 =
dαx/dx|x=Lm/2 = 0 er nødvendig, men den viser sig at være overholdt.
Idet løsningen er kendt, kan man indsætte denne i differentialligningen (2.48) og
løse numerisk for ω−værdi, f.eks. i MATLAB, n˚ar de øvrige parametre er kendte. Vær
opmærksom p˚a, at venstresiden af differentialligningen afhænger af x, mens højresiden
er en konstant. Derfor tilfredsstilles differentialligningen for alle x ∈ [0, Lm], hvorfor en
x−værdi svarende til Lm/4 vil give den samme cykliske egenfrekvens i forhold til f.eks.
Lm/2. Beregningsteknisk kan den numeriske løsning være tung at komme igennem, men
hvis beregningstiden skal reduceres uden at øge usikkerheden, har Laustsen og Sahin [41]
vist, at man kan se bort fra koefficienterne C og D, idet disse led viser sig at være af uden
væsentlig betydning for den samlede udbøjning og rotation. Det pointeres endvidere, at
bøjningsstivheden for lange hængebroer ikke har en synderlig indflydelse p˚a den cykliske
egenfrekvens generelt, hvilket ogs˚a stemmer overens med den velkendte bjælketeori.
2.2.3 Galerkins metode
I dette afsnit undersøges de asymmetriske cykliske egenfrekvenser for b˚ade vertikal-
og torsionssvingning af en hængebro. Der tages fortsat højde for bøjningsstivheden af
brodækket. Løsningsproceduren tager udgangspunkt i de vægtede residualier vha. Ga-
lerkins metode, som er kendetegnet ved at tvinge et ønsket fejlma˚l lig nul p˚a baggrund
af en approksimativ løsning. Metoden leder med andre ord ikke til en eksakt løsning.
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2.2.3.1 Asymmetrisk vertikal- og torsionssvingning
N˚ar de cykliske egenfrekvenser skal bestemmes for de asymmetriske svingninger, skal
man løse de homogene differentialligninger fra (2.24) og (2.43), idet integralerne giver
nul for de asymmetriske svingningsformer. Derfor kan man genbruge de samme løsninger
fra før, hvor den fuldstændige løsning kun best˚ar af den homogene løsning. Regner man
videre med denne løsning, viser det sig imidlertid at der kun er den trivielle løsning,
hvor koefficienterne til løsningen er lig med nul. En m˚ade at komme udenom dette
problem er ved brug af en numerisk teknik (FEM), til at finde en approksimativ løsning.
Denne fremgangsm˚ade er inspireret af Piana et al. [7] og tager udgangspunkt i de samme
differentialligninger fra før. Fastholder man differentialligningerne p˚a den form, hvor de
stadigvæk er afhængig af tiden, har man ved lidt omrokering følgende:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
ξdx = −m∂
2ξ
∂t2
(2.53a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
αdx = −Im∂
2α
∂t2
(2.53b)
Grænserne i integralerne er ændret fra [−Lm/2, Lm/2] til [0, Lm], selvom dette ikke har
en betydning for det endelige resultat. Spørgsm˚alet er blot, hvordan funktionerne for ξ
og α er defineret. Det ses af (2.53), at disse kan reduceres til:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
= −m∂
2ξ
∂t2
(2.54a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
= −Im∂
2α
∂t2
(2.54b)
idet leddene med integralerne udg˚ar. Herefter antages det, at løsningerne til differential-
ligningerne (2.54) kan skrives som et produkt af to funktioner, hvor den ene er afhængig
af brodækkets x−koordinat og den anden afhængig af tiden:
ξ (x, t) = ξx (x) ξt (t) (2.55a)
α (x, t) = αx (x)αt (t) (2.55b)
Her er det vigtigt, at de stedafhængige funktioner skal opfylde randbetingelserne af
brodækket. Hvis de nye randbetingelserne fra før benyttes, dvs. ξx (0 m) = ξx (Lm) = 0 m
og d2ξx/dx
2
∣∣
x=0 m
= d2ξx/dx
2
∣∣
x=Lm
= 0 1/m for den vertikale svinging og tilsvarende
for torsion, kan man umiddelbart se, at de stedafhængige funktioner kan skrives som:
ξx (x) = αx (x) = sin
(
2npix
Lm
)
n ∈ Z+ (2.56)
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hvor 2−tallet indikerer, at man kun er interesseret i de asymmetriske svingningsformer
og n er svingningsformnummeret med n = 1 som det laveste nummer. N˚ar man har
givet en differentialligning, søger man typisk i FEM en approksimativ løsning til diffe-
rentialligningen. Et alternativ er at søge en løsning i form af et polynomium, der best˚ar
af basisfunktioner, hvorefter koefficienterne skal bestemmes s˚aledes at et specificeret
fejlm˚al minimeres. Til dette form˚al kan man vælge forskellige kriterier til bestemmelse
af koefficienterne, hvor der her benyttes de vægtede residualier vha. Galerkins metode.
Metoden tvinger den vægtede fejl til at være nul og er defineret ved:
∫
D
E˜φdx = 0 (2.57)
hvor E˜ er et m˚al for fejlen, φ betegnes vægt- eller testfunktionen og D er integralet over
hele definitionsmængden (fra nul til Lm). Chandrupatla og Belegundu [46] forklarer,
at man altid vælger en testfunktion ud fra den approksimative løsning, dvs. hvis den
approksimative løsning kan skrives som:
u˜ =
N∑
n=1
QnGn (2.58)
hvor Qn er arbitrære koefficienter og Gn er basisfunktioner (typisk polynomier), vælger
man testfunktionen som en linearkombination af basisfunktionerne:
φ =
N∑
n=1
φnGn (2.59)
hvor φn er arbitrære konstanter. Derudover skal testfunktionen have værdien nul, hvor
den approksimative løsning skal opfylde eventuelle randbetingelser. Den klassiske tilgang
i den omtalte metode afviges dog en lille smule her, idet der ikke bestemmes nogen
koefficienter. Det er vigtigt at pointere, at s˚afremt den approksimative løsning indsættes
i (2.54), f˚ar man en fejl, hvor fejlm˚alet kan sættes til:
E˜1 (x, t) = EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+m
∂2ξ
∂t2
(2.60a)
E˜2 (x, t) = EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ Im
∂2α
∂t2
(2.60b)
Benyttes endvidere sin (2npix/Lm) som testfunktion, der i øvrigt har værdien nul i rand-
betingelserne, kan integralet i (2.57) regnes ud:
mξ¨t +
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
ξt = 0 (2.61a)
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Imα¨t +
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
)
αt = 0 (2.61b)
Søger man en generel løsning i form af hhv. ξt (t) = ξae
iωt og αt (t) = αae
iωt, hvor ω
repræsenterer den cykliske egenfrekvens, f˚ar man ved indsættelse af disse i (2.61):
−mω2 + 4n
2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
= 0 (2.62a)
− Imω2 + 4n
2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
)
= 0 (2.62b)
Ud fra (2.62) har man s˚a:
ωξn =
2npi
Lm
√
1
m
(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
n ∈ Z+ (2.63a)
ωαn =
2npi
Lm
√
1
Im
(
4n2pi2
L2m
EIza2 + a2H +GIv
)
n ∈ Z+ (2.63b)
som bruges til at approksimere den n’te asymmetriske cykliske egenfrekvens for hhv.
vertikal- (2.63a) og torsionssvingning (2.63b).
2.3 Excentrisk trafiklast
Her udledes der fire udtryk til at beregne, hvor stor vinkeldrejning et brodæk underg˚ar
som følge af excentrisk trafiklast. Det er naturligvis ikke helt ligegyldigt hvordan man
udformer et brodæk, idet det har en indflydelse p˚a størrelsen af den excentriske trafiklast,
og det er heller ikke nok at det kun tilfredsstiller de krav, der stilles i brudgrænsetilstan-
den. Man bliver ogs˚a nødt til at tage højde for anvendelsesgrænsetilstanden, der skal sikre
anvendeligheden og give komfort, n˚ar man passerer en hængebro. Begge grænsetilstande
udgør derfor en vigtig rolle og skal vurderes nøje i projekteringsfasen.
De første tre udtryk, der skal udledes i det følgende, tager udgangspunkt i den
oprindelige differentialligning for torsion (2.53b), som er gengivet nedenfor:
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
αdx = −Im∂
2α
∂t2
(2.64)
Laustsen og Sahin [41] har bl.a. vist, at effekten af bøjningsstivheden af brodækket er lille
for lange hængebroer. Dette hænger ogs˚a sammen med den velkendte bjælketeori, hvorfor
man med fordel kan se bort fra det første led i (2.64). Endvidere kan inertikraften sættes
lig med nul, idet der her udføres en statisk analyse. Ydermere tilføjes der p˚a højresiden
af lighedstegnet et jævnt fordelt torsionsmoment Tv fra trafikken. Ved omrokering f˚as
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en lineær inhomogen andenordensdifferentialligning med konstante koefficienter:
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
αdx = Tv (2.65)
Der gennemg˚as nu fire metoder, der hver skal give et udtryk til at beregne den maksima-
le vinkeldrejning af brodækket, hvoraf de to første metoder bruger differentialligningen
givet i (2.65), mens den tredje metode tager udgangspunkt i den oprindelige differenti-
alligning i (2.64) med Im = 0. Den sidste metode, derimod, behandles uafhængigt af de
ovennævnte differentialligninger og er baseret p˚a en analyse i de modale koordinater.
2.3.1 Antaget løsning af differentialligningen
Der findes uendelig mange løsninger til differentialligningen i (2.65), hvilket udelukkende
afhænger af, hvad man gætter p˚a af løsning. Et godt udgangspunkt er at gætte p˚a en
løsning, der ligner den naturlige vinkeldrejningskurve langs brodækket, n˚ar der p˚aføres
et jævnt fordelt torsionsmoment. Intuitivt m˚a et kurveforløb, der følger en perfekt si-
nusfunktion, med perioden T = 2Lm, være fornuftigt:
α (x) = αa sin
(
pix
Lm
)
∀x ∈ [0, Lm] (2.66)
Substitueres denne i differentialligningen (2.65), findes da, at amplituden m˚a være:
αa (x) =
Tv
(a2H +GIv)
(
pi
Lm
)2
sin
(
pix
Lm
)
+ a2EcAcLc
( q
H
)2 2Lm
pi
(2.67)
I midten af brodækket kan den maksimale vinkeldrejning approksimeres til:
α
(
Lm
2
)
=
Tv
(a2H +GIv)
(
pi
Lm
)2
+ a2EcAcLc
( q
H
)2 2Lm
pi
(2.68)
2.3.2 Eksakt løsning af differentialligningen
Løsning af differentialligningen i (2.65) kan gøres mere eksakt, dvs. uden at gætte p˚a
en udbøjningsfunktion. Fremgangsm˚aden følges umiddelbart lettest ved brug af algebra.
Differentialligning omskrives først p˚a formen:
−B∂
2α
∂x2
= −C
Lm∫
0
α (x) dx+ Tv = D (2.69)
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hvor konstanterne B og C svarer til de respektive koefficienter og D er hele højreside af
lighedstegnet i (2.69). Separeres herefter ∂2α/∂x2, har man jf. (2.69):
d2α
dx2
= −D
B
(2.70)
Integreres denne to gange, f˚as da:
α (x) = − D
2B
x2 +A0x+B0 (2.71)
hvor A0 og B0 er integrationskonstanter. Idet der gælder:
D = −C
Lm∫
0
α (x) dx+ Tv (2.72)
kan man substituere (2.71) i (2.72). Herefter f˚as:
D = −C
Lm∫
0
(
− D
2B
x2 +A0x+B0
)
dx+ Tv (2.73)
Udtrykket i (2.73) kan ogs˚a omskrives til:
D = −
6B
(
A0CL2m
2 + CB0Lm − Tv
)
6B − CL3m
(2.74)
Tvinger man endvidere brodækket til at være fastholdt mod vridning ude i enderne,
dvs. α (0 m) = α (Lm) = 0, kan integrationskonstanterne i (2.71) bestemmes til:
A0
B0
}
=
{
6LmTv
CL3m+12B
0
(2.75)
Sluttelig kan man kombinere (2.71), (2.74) og (2.75), hvorved man f˚ar:
α (x) = Tv
6x(Lm−x)
CL3m+12B
∀x ∈ [0, Lm] (2.76)
Den maksimale vinkeldrejning findes for x = Lm/2:
α
(
Lm
2
)
=
3L2mTv
2L3ma
2EcAc
Lc
q2
H2
+ 24 (a2H +GIv)
(2.77)
2.3.3 Løsning vha. fourierrækker
Differentialligningen i (2.64) med Im = 0 betragtes, hvor løsningsproceduren er inspireret
af Mittal og Jiwari [12]. Ide´en g˚ar ud p˚a at løse differentialligningen iterativt og vil i det
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følgende vise sig at være mere elegant i forhold til de to forhenværende metoder. Metoden
giver mulighed for dels at tage fjerdeordensleddet med, som man s˚a bort fra tidligere, og
endnu vigtigere er, at man let kan indføre et varierende torsionsmoment langs brodækket.
For nemheds skyld skrives differentialligningen i (2.64) p˚a den generelle form med den
ydre p˚avirkning p˚a højresiden af lighedstegnet:
A
∂4α
∂x4
−B∂
2α
∂x2
+ C
Lm∫
0
α (x) dx = Tv (x) (2.78)
hvor A = EIza
2, B =
(
a2H +GIv
)
og C = a2EcAcq
2/
(
LcH
2
)
. Det ses af (2.78), at den
tidsafhængige funktion vil udg˚a i sidste ende, hvorfor man kan skrive α = α (x). Denne
løsningen antages at best˚a af et komplet sæt af ortogonale sinusfunktioner:
α (x) =
∞∑
i=1
ai sin
(
ipix
Lm
)
∀x ∈ [0, Lm] (2.79)
hvor hvert led i rækken opfylder randbetingelserne for brodækket, nemlig α (0 m) =
α (Lm) = 0 og d
2α/dx2
∣∣
x=0 m
= d2α/dx2
∣∣
x=Lm
= 0 1/m. Derudover er ai de ukendte
koefficienter, der skal bestemmes. Substitueres (2.79) i (2.78), f˚ar man to løsninger af-
hængig af, om integralet i (2.78) evalueres for de ulige eller lige løbenumre.
Ulige løbenumre:
∞∑
i=1
[(
A
(
ipi
Lm
)4
+B
(
ipi
Lm
)2)
ai sin
(
ipix
Lm
)]
+ 2C
∞∑
i=1,3,5..
ai
(
Lm
ipi
)
= Tv (x) (2.80)
Lige løbenumre:
∞∑
i=1
[(
A
(
ipi
Lm
)4
+B
(
ipi
Lm
)2)
ai sin
(
ipix
Lm
)]
= Tv (x) (2.81)
Benyttes endvidere ortogonalitetssætningen:
Lm∫
0
sin
(
ipix
Lm
)
sin
(
jpix
Lm
)
dx =
{
Lm
2 for i = j
0 for i 6= j
(2.82)
kan man omskrive (2.80) og (2.81).
Ulige løbenumre, hvor j ogs˚a er ulige:
Lm
2 aj
[
A
(
jpi
Lm
)4
+B
(
jpi
Lm
)2]
+ 4C
∞∑
i=1,3,5..
ai
ij
(
Lm
pi
)2
=
Lm∫
0
Tv (x) sin
(
jpix
Lm
)
dx (2.83)
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og dermed:
a
(k+1)
j =
Lm∫
0
Tv (x) sin
(
jpix
Lm
)
dx− 4C
∞∑
j 6=i=1,3,5..
a
(k)
i
ij
(
Lm
pi
)2
Lm
2
[
A
(
jpi
Lm
)4
+B
(
jpi
Lm
)2]
+ 4C
(
Lm
jpi
)2 (2.84)
som ogs˚a kan skrives p˚a formen:
x
(k+1)
j =
bj −
∞∑
j 6=i=1,3,5..
aijx
(k)
i
ajj
(2.85)
hvor k ≥ 0 angiver iterationsnummeret. Derudover er der brugt følgende definitioner:
x
(k+1)
j = a
(k+1)
j
ajj = Lm/2
[
A(jpi/Lm)
4 +B(jpi/Lm)
2
]
+ 4C(Lm/ (jpi))
2
bj =
Lm∫
0
Tv (x) sin (jpix/Lm) dx
aij = 4C(Lm/pi)
2/ij
x
(k)
i = a
(k)
i
Iterationsteknikken, givet i (2.85), er velkendt og kaldes jf. Larson og Falvo [47] for
Gauss-Jacobi. Teknikken forudsætter bl.a., at ligningssystemet, givet af (2.83), er li-
neært og at samtlige elementer i diagonalen af koefficientmatrixen er forskellig fra nul.
Proceduren er ganske enkel og er skrevet i punktform nedenfor:
1) Sæt først k = 0 og antag derefter en størrelse p˚a startkoefficienterne
{
x
(k)
i
}
, hvor-
ved man bestemmer den første approksimation af koefficienterne
{
x
(k+1)
j
}
.
2) Iterationsnummeret øges til k = k + 1, hvorefter de nye koefficienter fra pkt. 1)
indsættes i stedet for
{
x
(k)
i
}
. Bestem nu den anden approksimation,
{
x
(k+1)
j
}
.
3) Fortsæt med pkt. 2) indtil størrelsen p˚a de nye koefficienter ikke ændrer sig læn-
gere, dvs. n˚ar approksimationen er konvergeret. Enten kan man vælge at køre
tilpas mange iterationer eller man kan opsætte et konvergenskriterie, der stopper
iterationen, n˚ar f.eks. længden af koefficientvektoren mellem to successive iteratio-
ner er under en fastsat tolerance. Idet konvergenshastigheden er stærkt styret af
startgættet, anbefales det at gætte p˚a realistiske startværdier.
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For at bevise, om der overhovedet sker konvergens, kan man undersøge det sæt af lineære
ligninger, der fremkommer af (2.83). Ligningerne kan herefter skrives p˚a matrixformen:
[A] {x} = {b} (2.86)
hvor [A] er koefficientmatrixen, {x} er en vektor med de ukendte koefficienter og {b}
er hele højresiden med integralerne. Opskriver man problemet p˚a den givne matrixform
i (2.86), kan løsningen principielt findes p˚a forskellige m˚ader. Den hurtige og umiddel-
bart den nemme m˚ade er ved at isolere {x} i (2.86), s˚aledes at man f˚ar et analytisk
udtryk til at bestemme de ukendte koefficienter. Denne operation er kun gyldig, s˚afremt
koefficientmatrixen er ikke-singulær. En anden m˚ade at løse det lineære problem p˚a, er
ved iteration, hvor der findes forskellige værktøjer, heriblandt Gauss-Jacobis iterative
metode. S˚afremt koefficientmatrixen er diagonaldominant, dvs. hvis den numeriske vær-
di af alle diagonalelementer i koefficientmatrixen er skarpt større end summen af den
numeriske værdi af samtlige elementer i de respektive rækker som diagonalelementet,
kan Gauss-Jacobis iterative metode benyttes jf. Larson og Falvo [47], idet metoden vil
konvergere mod et unikt resultat for et givent startgæt. Matematisk set har man:
|ajj | >
∑
i 6=j
|aji| ∀j (2.87)
hvor aji betegner elementet i den j’te række og i’te søjle. Vær opmærksom p˚a, at man
ud fra det ovenst˚aende ikke skal drage den konklusion, at kravet om diagonaldominans
er altafgørende for, hvorn˚ar den iterative metode kan benyttes eller ej. Kravet er ofte
tilstrækkeligt men er ikke en nødvendig betingelse for konvergens.
Ud fra (2.83) kan man se, at koefficientmatrixen er symmetrisk. Derudover er den di-
agonaldominant, hvorfor Gauss-Jacobis iterative metode, givet ved (2.84), er konvergent.
Det ses, at elementerne der ligger uden for diagonalen aftager med j, mens diagonale-
lementerne stiger, hvilket ikke er vist her. Dette m˚a betyde, s˚afremt kravet i (2.87) er
opfyldt for den j’te række, m˚a kravet ligeledes være opfyldt for de efterfølgende rækker.
Lige løbenumre, hvor j ogs˚a er lige:
Lm
2
aj
[
A
(
jpi
Lm
)4
+B
(
jpi
Lm
)2]
=
Lm∫
0
Tv (x) sin
(
jpix
Lm
)
dx (2.88)
og dermed:
aj =
Lm∫
0
Tv (x) sin
(
jpix
Lm
)
dx
Lm
2
[
A
(
jpi
Lm
)4
+B
(
jpi
Lm
)2] (2.89)
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som ogs˚a kan skrives p˚a formen:
xj =
bj
ajj
(2.90)
Det ses, at der ikke er brug for en iterativ proces for at bestemme de lige koefficienter,
som det ellers er tilfældet for de ulige koefficienter. Derudover er der brugt følgende
definitioner, hvor konstanten bj er den samme som i det forrige:
xj = aj
ajj = Lm/2
[
A(jpi/Lm)
4 +B(jpi/Lm)
2
]
N˚ar koefficienterne er kendte, er der blot tilbage at indsætte disse i løsningen (2.79),
hvorefter man kan afbilde vinkeldrejningen af brodækket som funktion af spændet. Den
største vinkeldrejning findes dog for den eller de x−værdier, der opfylder ligheden:
dα
dx
=
∞∑
i=1
ai
(
ipi
Lm
)
cos
(
ipix
Lm
)
= 0 ∀x ∈ [0, Lm] (2.91)
som kan løses enten analytisk eller numerisk.
2.3.4 Løsning i det modale koordinat
Den sidste metode tager udgangspunkt i en analyse i de modale koordinater, som gen-
nemg˚as med reference til lærebøgerne Rao [48] og Brandt [49]. Det er vigtigt at gøre
læseren opmærksom p˚a, at der her ikke er tænkt at gennemg˚a den bagvedliggende teori
fuldstændigt, men at man blot ved at læse det følgende nemt og hurtigt kan komme
frem til vinkeldrejningsformlen, der er givet af Johannson og Andersen [13].
Begrebet modale koordinater eller principale koordinater er meget vigtigt i modal-
analysen, idet man vha. systemets egenvektorer kan g˚a fra et koblet MDOF system
til et ikke-koblet SDOF system med modalmasser, -dæmpninger og -stivheder. Frem-
gangsm˚aden er ganske enkel; man starter med at opskrive de fysiske tidsahængige koor-
dinater i et system som en linearkombination af systemets egenvektorer:
{q (t)} = {ψ}(1)u1 (t) + {ψ}(2)u2 (t) + . . . {ψ}(n)un (t) =
[
{ψ}(1) . . . {ψ}(n)
]
u1 (t)
...
un (t)
 (2.92)
eller blot:
{q (t)} = [ψ] {u (t)} (2.93)
hvor [ψ] er transformationsmatrixen eller mode shape matrix, der rummer egenvektorerne
i hver kolonne, dvs. r’te kolonne i [ψ] svarer til egenvektoren {ψ}(r) for mode r. Herudover
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er {u (t)} de tidsafhængige modale koordinater, der for et 3DOF system kan skrives som:
{u (t)} =

βt
ξt
αt
 (2.94)
hvor βt, ξt og αt er de respektive tidsafhængige amplituder. Fra grundlæggende dynamik
har man desuden nedenst˚aende bevægelsesligning for et udæmpet MDOF system:
[M ] {q¨ (t)}+ [K] {q (t)} = {F (t)} (2.95)
hvor [M ] er massematrixen, [K] er stivhedsmatrixen og {F (t)} er den ydre tidsafhængige
kraft. Substitueres (2.93) i (2.95), g˚ar man fra de fysiske tidsafhængige koordinater til
de tidsafhængige modale koordinater:
[M ] [ψ] {u¨ (t)}+ [K] [ψ] {u (t)} = {F (t)} (2.96)
Dernæst kan man gange (2.96) igennem med transformationsmatrixen transponeret:
[ψ]T [M ] [ψ] {u¨ (t)}+ [ψ]T [K] [ψ] {u (t)} = [ψ]T {F (t)} (2.97)
Heraf opn˚as hhv. en diagonal modal masse- og stivhedsmatrix, idet der gælder:
[ψ]T [M ] [ψ] = [Mmodal] (2.98a)
[ψ]T [K] [ψ] = [Kmodal] (2.98b)
Bruger man de samme betegnelser som i (2.98), kan (2.97) omskrives til:
[Mmodal] {u¨ (t)}+ [Kmodal] {u (t)} = {Fmodal (t)} (2.99)
hvor modallasten er defineret som:
{Fmodal (t)} = [ψ]T {F (t)} (2.100)
Udtrykket i (2.99) har en meget vigtig egenskab, idet der ikke er en kobling mellem de
enkelte modes og hver række i (2.99) svarer til en ligning i et ikke-koblet SDOF system:
mmodal,ru¨r (t) + kmodal,rur (t) = Fmodal,r (t) (2.101)
Undersøger man nu et brodæk for det statiske tilfælde med en excentrisk belastet trafik-
last, sættes hele det først led i (2.101) lig med nul. Dernæst fokuseres der kun p˚a rota-
tionsfrihedsgraden. Kombinerer man endvidere det nye udtryk for (2.101) med (2.98b),
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(2.100) samt relationen mellem den cykliske egenfrekvens for torsion og den tilhørende
stivhed, dvs. ω2α = kα/Im, f˚ar man:
ω2αImψ
2αt,jævnt = Tv,jævntψ (2.102)
hvor ψ svarer til egensvingningsformen med den laveste symmetriske torsionsegenfre-
kvens og Tv er et jævnt fordelt torsionsmoment langs hele brodækket. Antages en sinus-
formet egensvingningsform med perioden T = 2Lm, har man følgende approksimation:
ω2αImsin
2
(
pix
Lm
)
αt,jævnt ≈ Tv,jævnt sin
(
pix
Lm
)
(2.103)
Integreres nu (2.103) p˚a begge sider af lighedstegnet fra 0 til Lm, kan man let isolere
den maksimale vinkeldrejning:
αt,jævnt ≈ 4Tv,jævnt
piω2αIm
(2.104)
Styrken i denne metode er, at man let kan modificere den yderligere, s˚aledes at man
bl.a. kan undersøge den maksimale vinkeldrejning, n˚ar torsionsmomentet fordeles jævnt
over en længde p˚a 2LT og symmetrisk om bromidten. Ud fra (2.103) har man:
Lm∫
0
ω2αImsin
2
(
pix
Lm
)
αt,jævnt,2LT dx ≈
Lm
2
+LT∫
Lm
2
−LT
Tv,jævnt,2LT sin
(
pix
Lm
)
dx (2.105)
Evalueres integralerne, da f˚as:
ω2αImLmαt,jævnt,2LT
2
≈
2LmTv,jævnt,2LT sin
(
piLT
Lm
)
pi
(2.106)
hvilket giver et nyt udtryk for den maksimale vinkeldrejning:
αt,jævnt,2LT ≈
4Tv,jævnt,2LT sin
(
piLT
Lm
)
piω2αIm
0 < LT ≤ Lm2 (2.107)
For LT = Lm/2 opn˚as der i (2.107) den samme løsning som i (2.104). Bemærk endvidere,
at udtrykket ikke gælder for LT = 0, hvilket svarer til et koncentreret torsionsmoment
p˚a midten af brodækket. Dette m˚a undersøges særskilt. P˚afører man et koncentreret
torsionsmoment p˚a midten af brodækket, m˚a summen af produktet Tv,konc. sin (pix/Lm)
over hele brolængden f˚a den største værdi p˚a Tv,konc. p˚a midten af brodækket og nul i
de resterende noder. Heraf f˚as en yderligere simplificering af (2.103), n˚ar der integreres:
Lm∫
0
ω2αImsin
2
(
pix
Lm
)
αt,konc.dx ≈ Tv,konc. (2.108)
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hvorved man finder:
αt,konc. ≈ 2Tv,konc.
ω2αLmIm
(2.109)
For superlange hængebroer med sm˚a LT−værdier, kan torsionsmomentet, der anvendes
i udtrykket (2.107), ækvivaleres med et koncentreret torsionsmoment, der angriber p˚a
midten af brodækket, hvorfor brug af (2.109) vil være en god approksimation. Dette kan
man ogs˚a vise ved at undersøge forholdet mellem (2.109) og (2.107):
2Tv,konc.
ω2αLmIm
4Tv,jævnt,2LT sin
(
piLT
Lm
)
piω2αIm
=
piTv,konc.
2Tv,jævnt,2LT sin
(
piLT
Lm
)
Lm
(2.110)
Der gælder endvidere følgende relation:
Tv,konc. = 2LTTv,jævnt,2LT (2.111)
Substitueres (2.111) i (2.110), f˚as da:
2piLTTv,jævnt,2LT
2Tv,jævnt,2LT sin
(
piLT
Lm
)
Lm
=
piLT
sin
(
piLT
Lm
)
Lm
(2.112)
som ogs˚a er plottet i Figur 2.7.
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Figur 2.7: Forhold mellem (2.109) og (2.107) med Lm = 2050 m.
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2.4 Statisk divergens
I dette afsnit behandles brudgrænsetilstanden af en hængebro med henblik p˚a det aero-
statiske instabilitetsfænomen, statisk divergens. Begrebet statisk divergens er i sig selv
et vidt begreb og afhænger af, hvilket system man kigger p˚a. Studerer man det lidt
nærmere, kan man støde p˚a forskellige varianter af statisk divergens, herunder torsional
divergence, lateral-torsional-buckling og lateral-buckling, hvor alle betegnelser er fra det
engelske og vil blive behandlet her. Forskellen i de enkelte betegnelser ligger blot i brud-
formen af systemet, antal af frihedsgrader og den ydre p˚aførte last. Laustsen og Sahin
[50] undersøger endvidere en fjerde variant, nemlig vertical divergence, og konklusionen
er ganske kortfattet: det vil ikke optræde, s˚afremt man kigger p˚a et SDOF system og
denne konklusion vil senere i dette afsnit ogs˚a vise sig at være gældende for et 2DOF
system. Den hyppigst omtalte variant af statisk divergens i Danmark er torsional di-
vergence eller p˚a dansk torsionsdivergens, hvor der i normen Teknisk Komite´ CEN/TC
250 [51] foreskrives, at b˚ade statisk divergens og flutter bør undg˚as. Herudover er der
oplistet simple betingelser, for at afgøre om ens konstruktion er følsom over for statisk
divergens eller flutter. Er dette tilfældet, anbefales det at indhente ekspertr˚ad. Desuden
er der anført en formel til at bestemme den kritiske divergensvindhastighed, som tager
udgangspunkt i et system, hvor man undersøger et SDOF system, der er udsat for tor-
sion. Fælles for alle de nævnte varianter af statisk divergens er, at systemet mister al sin
stivhed, s˚aledes at den mindste rotation i f.eks. torsionsdivergens vil f˚a hele systemet til
at bryde sammen i form af en uendelig stor rotation. Bruddet sker øjeblikkeligt og uden
forvarsel, men som det ogs˚a er nævnt i Afsnit 1.2, er det blot en matematisk abstraktion,
idet brud i form af en uendelig stor rotation af systemet, her brodækket, er urealistisk.
Behandling af dette instabilitetsfænomen starter meget overordnet ved at introdu-
cere til de ydre statiske vindlaster i Afsnit 2.4.1, hvorefter der i Afsnit 2.4.2 udledes et
meget simpelt udtryk for den kritiske divergensvindhastighed for et SDOF system, der
kun er udsat for et aerostatisk moment. Formlen er identisk med den, der er opgivet i
den europæiske vindnorm. Dernæst i Afnit 2.4.3 udvides teorien til et 2DOF system,
hvor man ogs˚a medtager den vandrette aerostatiske vindkraft. I Afsnit 2.4.4 gøres ana-
lysen mere fuldstændig ved ogs˚a at betragte den lodrette aerostatiske vindkraft samtidig
med at tage kraftoverførslen fra brodækket til hovedkablerne i regning. Efterfølgende vil
der i underafsnit 2.4.4.1 gennemg˚as en procedure, hvor den kritiske vindhastighed for
statisk divergens kan bestemmes iterativt for et 2DOF system. Afslutningsvist præsen-
teres der i Afsnit 2.4.5, hvordan man ogs˚a kan udføre en Finite Element Analyse for et
3DOF system. I alle afsnit forudsættes det, at vindlasten er fuldt korreleret, s˚aledes at
denne er uændret i længderetningen af brodækket. Derudover regnes der kun med en
tidsgennemsnitlig middelvind, hvor turbulensen pr. definition er lig med nul.
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2.4.1 Vindlaster
N˚ar et brotværsnit udsættes for en vindp˚avirkning, kan man jf. Fujino og Siringoringo
[20] og Dyrbye og Hansen [21] opdele den totale vindp˚avirkning efter følgende bidrag:
Ftotal = Fq + Ft + Fm (2.113)
hvor Fq er kraften fra den tidsgennemsnitlige (ti-minutters) middelvindhastighed, Ft er
kraften fra turbulens og Fm er den bevægelsesinducerede vindkraft. Idet fokusset i dette
speciale ligger i at bestemme den kritiske divergensvindhastighed p˚a baggrund af den
tidsgennemsnitlige middelvindhastighed, ses der bort fra de sidste to led i (2.113).
U
Forskydningscenter
ξ x t,( )
α x t,( )
β x t,( )
D
q
F
M
q
F
L
q
F
Figur 2.8: Alle tre lastkomposanter fra vind samt flytningskoordinater.
Det aerostatiske tryk, der kommer fra middelvindhastigheden, kan herefter opløses i hhv.
en vandret og lodret kraftkomposant samt et moment. Kræfterne er vist i Figur 2.9, hvor
de er stærkt afhængige af middelvindlasten 1/2ρU2. Dyrbye og Hansen [21] angiver de
aerostatiske tryk i deres værk pr. længdeenhed:
FDq (x) =
1
2
ρU2hCD (α (x)) (2.114a)
FLq (x) =
1
2
ρU2BCL (α (x)) (2.114b)
FMq (x) =
1
2
ρU2B2CM (α (x)) (2.114c)
hvor ρ er luftens densitet, U er ti-minutters middelvindhastighed, Ci (α (x)) (i = D,L,M)
er de aerostatiske formfaktorer for hhv. drag, lift og moment, B er bredden og h er højden
af hele tværsnittet. De aerostatiske formfaktorer er en funktion af dels vinklen med hvil-
ken vinden rammer ind p˚a tværsnittet og af tværsnittets geometri. Eksempler herp˚a er
vist i Figur 2.9, hvor indeksene D og L stammer fra det engelske drag og lift.
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(a) Formfaktorer for en flad plade.
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(b) Formfaktorer for Xihoumenbroen.
Figur 2.9: Formfaktorer fra Katz og Plotkin [5] og Ge og Shao [6], hvor CD, CL
og CM (NB: drag p˚a Xihoumenbroen er normaliseret mht. B og momentfaktoren
er skaleret med en faktor 10).
Adskillige forfattere har beregnet en teoretisk værdi af de aerostatiske kræfter for en
flad plade, hvor Katz og Plotkin [5] er nogle af dem. I deres værk kan man bl.a. finde
de aerostatiske formfaktorer, som er gengivet nedenfor:
CL (α) = 2piα (2.115a)
CM (α) =
pi
2
α (2.115b)
Regnes disse aerostatiske formfaktorer konstant over hele længden af systemet, skal
man være opmærksom p˚a, at tilnærmelsen bliver ringere efterh˚anden som længden af
systemet øges, idet vinden vil variere langs brodækket.
2.4.2 Torsionsdivergens
Med udgangspunkt i Afsnit 2.3.4, opskrives der her et udvidet system af (2.95), men
hvor der introduceres til en kraftmatrix, som er afhængig af flytningen {q (t)}. Betragtes
først momentlastleddet, kan man under antagelse af, at den aerostatiske formfaktor for
moment varierer lineært mht. til α (x), vha. Maclaurinrækken med udviklingspunkt i
α (x) = 0 ekspandere CM (α) til første orden:
CM (α (x)) =
N=∞∑
n=0
CM
(n) (0)
n!
α (x) (2.116)
En ekspansion med N = 1 giver:
CM (α (x)) = CM (0) +
dCM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
α (x) (2.117)
39 Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet
TEORI 2.4 Statisk divergens
Substitueres formfaktorekspansionen fra (2.117) i (2.114c), har man:
FMq (α (x)) =
1
2
ρU2B2
[
CM (0) +
dCM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
α (x)
]
(2.118)
eller:
FMq (α (x)) =
1
2
ρU2B2CM (0) +
1
2
ρU2B2
dCM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
α (x) (2.119)
Den efterfølgende udledning kan principielt gøres generelt med et MDOF system, men
for ikke at skabe forvirring, tages der udgangspunkt i det selvsamme 3DOF system, der
nævnes i Afsnit 2.3.4. For dette system kan man med et lastled, der alene best˚ar af det
aerostatiske moment, givet i (2.119), opskrive den tilhørende bevægelsesligning:
[M ] {q¨ (t)}+ [K] {q (t)} = [F (t)] {q (t)}+ {F (t)} (2.120)
hvor:
[F (t)] =

0 0 0
0 0 0
0 0 12ρU
2B2 dCM (α)dα
∣∣∣
α=0
 (2.121a)
{F (t)} =

0
0
1
2ρU
2B2CM (0)
 (2.121b)
Ved brug af relationen i (2.93), kan man som før g˚a fra de tidsafhængige fysiske koordi-
nater til de tidsafhængige modale koordinater:
[M ] [ψ] {u¨ (t)}+ [K] [ψ] {u (t)} = [F (t)] [ψ] {u (t)}+ {F (t)} (2.122)
Ganges denne med transformationsmatrix transponeret, leder det til:
[ψ]T [M ] [ψ] {u¨ (t)}+ [ψ]T [K] [ψ] {u (t)} = [ψ]T [F (t)] [ψ] {u (t)}+ [ψ]T {F (t)} (2.123)
Heraf ses det, at der ud over (2.98) og (2.100) ogs˚a bliver nødvendigt at introducere til
en ny modallastmatrix, der er defineret som:
[ψ]T [F (t)] [ψ] = [Fmodal] (2.124)
Systemet i (2.123) kan derfor ogs˚a skrives som:
[Mmodal] {u¨ (t)}+ [Kmodal] {u (t)} = [Fmodal] {u (t)}+ {Fmodal} (2.125)
Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet 40
2.4 Statisk divergens TEORI
hvor hver række i (2.125) repræsenterer et ikke-koblet SDOF system, dvs.:
mmodal,ru¨r (t) + kmodal,rur (t) = Fmatrix,modal,rur (t) + Fvektor,modal,r (t) (2.126)
Man kan herefter udføre den samme omskrivning som i (2.102), hvor det er rotations-
frihedsgraden, der er i fokus her. Antager man nu, at systemet ud over det aerostatiske
moment ogs˚a belastes af et torsionsmoment fra f.eks. excentrisk trafiklast, f˚as da:
ω2αImψ
2αt =
1
2
ρU2B2
dCM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
ψ2αt +
(
1
2
ρU2B2CM (0) + Tv
)
ψ (2.127)
Det interessante er nu at undersøge, hvordan den tidsafhængige vinkeldrejning αt p˚avirkes
af de øvrige parametre. Dividerer man (2.127) med ψ, kan rotationen ψαt isoleres:
ψαt =
1
2ρU
2B2CM (0) + Tv
ω2αIm − 12ρU2B2 dCM (α)dα
∣∣∣
α=0
(2.128)
Af (2.128) ses det, at systemet er stabilt for dCM (α) /dα|α=0 ≤ 0, men s˚afremt for-
tegnet p˚a momentformfaktoren er positivt, dvs. dCM (α) /dα|α=0 > 0, kan den kritiske
divergensvindhastighed bestemmes ved at sætte nævneren lig med nul:
ω2αIm −
1
2
ρU2B2
dCM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
= 0 (2.129)
og dermed det søgte udtryk:
Udiv =
√√√√ 2ω2αIm
ρB2 dCM (α)dα
∣∣∣
α=0
(2.130)
Det skal bemærkes, at den kritiske vindhastighed for torsionsdivergens i (2.130) er kun
gyldig, s˚afremt den aerostatiske momentformfaktor er lineær som funktion af α. Tager
man udgangspunkt i en flad plade med dCM/dα = pi/2 jf. (2.115b) og en ny konstant,
der er defineret ved γI = Im/
(
ρB4
)
, kan man omskrive (2.130) til:
Udiv
nξB
= 4
√
piγIγn (2.131)
hvor γn = nα/nξ er frekvensforholdet, der best˚ar af egenfrekvenserne nξ og nα for hhv.
den vertikale svingning og torsion i vindstille forhold. Formel (2.130) er som bekendt
kun gyldig for et system, hvor den aerostatiske formfaktor for moment er lineær. Er
dette ikke tilfældet, skal man løse nedenst˚aende ligning ved iteration:
− kαα+ 1
2
ρU2B2CM (α) + Tv = 0 (2.132)
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For en hængebro skal masseinertimomentet, der hidtil har været benævnt Im, erstattes
med et ækvivalent masseinertimoment Ie, som normalt er større. Formlen til at beregne
dette er vist af Dyrbye og Hansen [21], hvor en konservativ vurdering er at neglige-
re pylonernes og hængernes masse, s˚aledes at man kan regne med Im = Im,d + Im,c,
hvor Im,d og Im,c er masseinertimomentet af hhv. brodækket og hovedkablerne omkring
brodækkets omdrejningspunkt. Dette er under antagelse af, at hængerne er s˚a stive, at
torsionsegensvingningen for brodækket er den samme som for hovedkablerne. Derudover
antages et lille kabelfald, der tillader at regne massen af hovedkablerne jævnt pr. lb.m.
Formlen for den kritiske vindhastighed for torsionsdivergens er oprindeligt angivet
som (2.130) af Simiu og Scanlan [52]. Det kan dog være fordelagtigt at angive den som
(2.131), idet man p˚a denne m˚ade kan plotte den reducerede kritiske vindhastighed for
torsionsdivergens Udiv/ (nξB) sammen med den reducerede kritiske fluttervindhastighed
Uflutter/ (nξB). Dyrbye og Hansen [21] nævner, at momentformfaktoren, der er brugt for
en flad plade i (2.131) undervurderer den kritiske vindhastighed for torsionsdivergens,
idet dCM (α) /dα|α=0 for almene tværsnit typisk er lavere end den for en flad plade.
2.4.3 Koblet torsionsdivergens
Den kritiske vindhastighed for torsionsdivergens er i det forrige afsnit udledt p˚a baggrund
af et simpelt SDOF system, der er udsat for et aerostatisk moment, som er en ud af
de tre aerostatiske kraftkomposanter, der er nævnt i Afsnit 2.4.1. Udledningen kan dog
gøres p˚a en mere sofistikeret m˚ade ved at betragte et 2DOF system med frihedsgraderne
for vertikal bevægelse og torsion. Derudover kan man medtage den horisontalt virkende
tværkraft hidrørende fra middelvinden som vist i Figur 2.10.
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Figur 2.10: Forsimplet kabelophængt bromodel med tværg˚aende aerostatisk vindlast
og moment. Inspireret af Piana et al. [7].
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Afsnittet har hentet sin inspiration fra Piana et al. [7], hvor de udledte bæreevneformler
forudsætter, at den første svingningsform for hhv. den vertikale bevægelse og torsion
er asymmetrisk. De pointerer yderligere, at denne tendens gør sig gældende for lange
hængebroer med enten korte eller ingen sidespænd. Cheng et al. [10] bekræfter ogs˚a
denne teori ved at vise, at s˚adan en kombineret instabilitet af asymmetrisk bøjning og
torsion vil opst˚a for Jiangyinbroen i Kina, der har et hovedspænd p˚a 1385 m.
Ganske vist vil den kritiske vindhastighed for statisk divergens blive endnu mere
præcist, hvis man ogs˚a tog bidraget med fra den vertikale kraft jf. (2.114b), men dette
lastled ses der dog bort fra, idet vægten af brodækket og hovedkablerne tilsammen
antages at være dominerende, hvorfor den vertikale kraft ikke vil have en væsentlig
indflydelse p˚a broens stabilitet. Som et eksempel p˚a denne p˚astand, kan man f.eks.
kigge p˚a Xihoumenbroen, hvor Zhang et al. [30] ud fra en ikke-lineær FEM analyse har
bestemt den kritiske vindhastighed for statisk divergens til 110 m/s kontra 105 m/s fra
vindtunnelforsøget. Benyttes endvidere formfaktoren fra Figur 2.9b for lift med α = 5 o,
der svarer til brudvinklen af brodækket i det førstnævnte tilfælde, kan man med en
bredde af brodækket p˚a B = 36,0 m kombineret med luftens densitet p˚a ca. 1,25 kg/m3
omregne det hele til en kritisk vertikalkraft p˚a ca. 49,0 kN/m. Sammenholdes denne
kraft med den samlede vægt af brodækket og hovedkablerne, udgør det ca. 20 % og er
modsatrettet, s˚afremt den aerostatiske formfaktor i Figur 2.9b er positiv.
Tager man fortsat udgangspunkt i bevægelsesligningen af en hængebro, der er udsat
for frie svingninger, har man fra Afsnit 2.2.1.1 og Afsnit 2.2.1.2:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
ξdx = −m∂
2ξ
∂t2
(2.133a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ a2
EcAc
Lc
q2
H2
Lm∫
0
αdx = −Im∂
2α
∂t2
(2.133b)
hvor integralgrænserne er sat til [0, Lm]. Idet asymmetriske svingninger er i søgelyset,
kan bevægelsesligningerne fra (2.133) reduceres til:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
= −m∂
2ξ
∂t2
(2.134a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
= −Im∂
2α
∂t2
(2.134b)
hvor integralerne udg˚ar. For en horisontalt virkende middelvind, har man fra (2.114)
følgende bidrag fra de aerostatiske kræfter pr. længdeenhed:
FDq =
1
2
ρU2hCD (0) (2.135a)
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FMq =
1
2
ρU2B2CM (0) (2.135b)
der forudsætter, at brodækket st˚ar lige eller underg˚ar sm˚a vinkeldrejninger, s˚aledes at
α ≈ 0. Dyrbye og Hansen [21] præsenterer (2.135b) p˚a en anden form, nemlig:
FMq =
1
2
ρU2B2
CM (α)
dα
∣∣∣∣
α=0
α = µMα (2.136)
hvilket kun gælder for CM (0) = 0 og som direkte kan ses af (2.117). Derudover er µM =
1/2ρU2B2 (CM (α) /dα)|α=0, for at gøre de efterfølgende beregninger mere overskuelige.
Endelig skal man huske bidraget fra bøjning (moment) om y−aksen:
My = F
D
q
x
2
(Lm − x) (2.137)
I Figur 2.11a er dette moment vist sammen med brodækket fra tidligere i dets udbøjet
tilstand, der har f˚aet en positiv vinkeldrejning med uret p˚a α.
90 α° −
α
α
yM
zM
(a) Brodæk i udbøjet tilstand (den skr˚a
linje) med vinklen α m˚alt fra vandret.
dθ
y y
M dM+
x
M
(b) Relation mellem bøjnings- og tor-
sionsmomentet.
x
2
/ 2
D
y y q
M dM F ds+ −x xM dM+
T dT+
(c) Bjælke (solid linje) i udbøjet til-
stand fra oprindelig position (stiplet
linje). Bemærk, at udbøjningen er ek-
stremt fortegnet for et lille udsnit dα.
Figur 2.11: Nyttige illustrationer.
For sm˚a vinkler gælder der:
Mz ≈Myα (2.138)
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Ud fra relationen i (2.12) har man endvidere:
− Fy = ∂
2Mz
∂x2
≈ ∂
2 (Myα)
∂x2
(2.139)
Minusfortegnet er en indikator af, at kraften er nedadrettet. For at tage effekten af
den horisontalt virkende kraft, skal der s˚aledes p˚a venstresiden af (2.134a) adderes
∂2 (Myα) /∂x
2, eftersom dette led virker i samme retning som brodækkets bidrag og
modsat i forhold til hovedkablerne. I venstreside af den anden bevægelsesligning (2.134b)
kommer der imidlertid to nye tillæg, der skal regnes med:
M1 = −µMα (2.140a)
M2 = My
∂2ξ
∂x2
(2.140b)
Det aerostatiske moment µMα virker mod uret som vist i Figur 2.10 og er under hele
udledningen i Afsnit 2.2.1.2 regnet som positiv. Indsættes µMα i højresiden af (2.41), kan
man se, at leddet bliver negativt, n˚ar bevægelsesligningen skrives p˚a den traditionelle
form som i (2.133b) eller (2.134b). Dette er overladt til læseren at bekræfte.
Det sidste tillæg kan forklares ud fra den udbøjede bjælke i Figur 2.12. Bjælken har en
længde p˚a ds og er p˚avirket af en jævnt fordelt tværkraft p˚a FDq og et torsionsmoment
pr. længdeenhed p˚a Tv. Herudover har bjælken underg˚aet en vertikalflytning med en
krumningsradius p˚a R, der er vinkelret p˚a tværkraften, hvor der gælder 1/R = ∂2ξ/∂x2.
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x
+dM
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y
+dM
y
FDq
R
dθ
θ
ds=Rdθ
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vT
Figur 2.12: Belastet bjælke i udbøjet tilstand. Inspireret af Lebet og Hirt [8].
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For de kræfter, der er angivet i Figur 2.12, tages der momentligevægt om x−aksen:
+
y
∑
Mx = 0 = −Mx + (Mx + dMx) + (T + dT ) ds2R − (My + dMy) dsR − FDq ds
3
2R + Tvds (2.141)
hvor dθ = ds/R og omregningen fra et moment til et torsionsmoment er udført efter
princippet vist i Figur 2.11b. Desuden kan man ud fra Figur 2.11c afgøre fortegnene p˚a
de enkelte bidrag. Ser man bort fra de led af højere orden i (2.141), har man:
0 = dMx −My ds
R
+ Tvds (2.142)
N˚ar Mx = 0, har man:
Tv = My
1
R
= My
∂2ξ
∂x2
(2.143)
Idet torsionsmomentet er modsatrettet i forhold til µMα, m˚a denne kunne indsættes
med det modsatte fortegn i venstresiden af (2.134b). Alt i alt kan (2.134) udvides til:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+
∂2 (Myα)
∂x2
= −m∂
2ξ
∂t2
(2.144a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+My
∂2ξ
∂x2
− µMα = −Im∂
2α
∂t2
(2.144b)
Benyttes definitionen af My fra (2.137), har man ved lidt rokering:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+FDq
[
−α+ (Lm − 2x) ∂α
∂x
+
x
2
(Lm − x) ∂
2α
∂x2
]
+m
∂2ξ
∂t2
= 0 (2.145a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+ FDq
x
2
(Lm − x) d
2ξ
dx2
− µMα+ Im∂
2α
∂t2
= 0 (2.145b)
Betragtes nu (2.145a) som det første fejlm˚al E˜1 (x, t) og (2.145b) som det andet fejlm˚al
E˜2 (x, t), kan man som beskrevet i Afsnit 2.2.3.1 tvinge den vægtede fejl til nul, n˚ar
sin (2npix/Lm) fortsat bruges som testfunktion for begge fejlm˚al. P˚a baggrund heraf
opn˚as to ligninger, der kan arrangeres mere elegant p˚a matrixform:
[
m 0
0 Im
]{
ξ¨t
α¨t
}
+ 4n2pi2L2m ( 4n2pi2L2m EIz +H) 0
0 4n
2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
) { ξt
αt
}
−
FDq
[
0 112
(
3 + 4n2pi2
)
1
12
(
3 + 4n2pi2
)
0
]{
ξt
αt
}
− µM
[
0 0
0 1
]{
ξt
αt
}
=
{
0
0
}
(2.146)
hvor n er svingningsformnummeret med n = 1 som det laveste nummer. Det ses af
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(2.146), at man kan skrive det p˚a en mere kompakt form:
[M ] {q¨ (t)}+ [K] {q (t)} − FDq
[
KDG
] {q (t)} − µM [KMG ] {q (t)} = {0} (2.147)
hvor Piana et al. [7] har defineret {q (t)} = (ξt, αt)T . Desuden betegner [M ] masse-
matrixen, [K] er den elastiske stivhedsmatrix, mens
[
KDG
]
og
[
KMG
]
er de geometriske
stivhedsmatrixer. Søger man en generel løsning til (2.147) i form af {q (t)} = {qa} eiωt
med ω som den cykliske egenfrekvens af konstruktionen, leder det til:
(
[K]− FDq
[
KDG
]− µM [KMG ]− ω2 [M ]) {qa} = {0} (2.148)
Ud fra (2.148) er det klart, at s˚afremt {qa} = {0}, m˚a ligningen være opfyldt. Denne
løsning er imidlertid ikke interessant og kaldes ogs˚a for den trivielle løsning, idet {qa} =
{0} er et udtryk for at systemet ikke svinger, idet amplituden af svingningen er lig nul.
En brugbar løsning er dog, n˚ar determinanten af koefficientmatrixen er nul, dvs.:
det
(
[K]− FDq
[
KDG
]− µM [KMG ]− ω2 [M ]) = 0 (2.149)
Der skal nu findes et udtryk for tre kritiske vindhastigheder, nemlig for torsionsdivergens,
kipning af brodækket og en kombination heraf. Fælles for disse instabilitetsfænomener
er, at de ikke er dynamiske, hvorfor inertikræfterne kan negligeres og dermed sætte
m = Im = 0. Herefter kan (2.149) skrives som:
det
 4n2pi2L2m (4n2pi2L2m EIz +H) −FDq12 (3 + 4n2pi2)
−FDq12
(
3 + 4n2pi2
)
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
)
− µM
 = 0 (2.150)
Er man kun interesseret i at undersøge for torsionsdivergens ud fra det aerostatiske
moment, kan man sætte FDq = 0. Dette simplificerer (2.150) yderligere til:
µM,cr,n =
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
)
n ∈ Z+ (2.151)
som er den n’te kritiske momentkoefficient for torsionsdivergens. Momentkoefficienten
kan efterfølgende nemt omregnes til en kritisk torsionsdivergensvindhastighed ved brug
af (2.136), dvs. µM,cr,n = 1/2ρU
2
divB
2 (CM (α) /dα)|α=0, hvor Udiv er den ubekendte og
har den laveste værdi for n = 1. Det andet tilfælde, der er værd at undersøge, er n˚ar
µM = 0, hvor den kritiske kipningskraft kan bestemmes. Determinanten i (2.150) giver:
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,n −
(
FDq
12
(
3 + 4n2pi2
))2
= 0
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eller:
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,n −
(
FDq
)2
144
(
3 + 4n2pi2
)2
= 0
hvorefter FDq,cr,n kan isoleres:
FDq,cr,n =
24npi
Lm(3+4n2pi2)
√(
4n2pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,n n ∈ Z+ (2.152)
Dette kan p˚a samme m˚ade som for torsionsdivergens omregnes til en kritisk kipnings-
vindhastighed vha. relationen i (2.135a), hvor n = 1 vil give den laveste kritiske vindha-
stighed. Det interessante er, hvor stor en effekt torsionsdivergens har p˚a kipning og om-
vendt. Undersøgelsen bygger p˚a det samme princip som før, hvor determinanten (2.150)
løses under forudsætning af, at b˚ade µM og F
D
q er forskellig fra nul. For n = 1 haves:
4pi2
L2m
(
4pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,1 − 4pi
2
L2m
(
4pi2
L2m
EIz +H
)
µM −
(
FDq
)2
122
(
3 + 4pi2
)2
= 0
Divideres der igennem med det første led, har man:
1− µM
µM,cr,1
−
(
FDq
12
(
3 + 4pi2
))2 1
4pi2
L2m
(
4pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,1
= 0
Rykker man rundt p˚a leddene, kan man skrive:
µM
µM,cr,1
= 1− (FDq )2 (3 + 4pi2)2L2m
242pi2
(
4pi2
L2m
EIz +H
)
µM,cr,1
eller blot:
µM
µM,cr,1
= 1−
(
FDq
FDq,cr,1
)2
(2.153)
Udtrykket i (2.153) angiver forholdet mellem µM og F
D
q , hvor begge er en funktion af
vindhastigheden U . Løsningen til denne lighed er plottet i Figur 2.13. Det ses, at syste-
met har sin fulde momentbæreevnekapacitet, s˚afremt der ikke p˚aføres en tværkraft FDq .
Udnytter man momentbæreevnen fuldt ud, vil systemet udsættes for torsionsdivergens,
og der vil ikke ske en kobling mellem bevægelsesligningerne i (2.145), idet FDq = 0. Hvis
momentet sættes lig nul, ses det ligeledes, at den fulde tværkraftbæreevne er til r˚adighed,
hvilket vil resultere i, at der opst˚ar kipning. Endvidere er det muligt at aflæse, hvor stor
en bæreevnereduktion der opn˚as ved en given p˚avirkning. Hvis tværkraftbæreevnen ud-
nyttes med 50 %, kommer der en momentbæreevnereduktion p˚a 25 %. Omvendt kan man
ogs˚a bestemme reduktionen p˚a tværkraftbæreevnen, n˚ar udnyttelsen af momentbæreev-
nen er kendt. Har man med andre ord et sæt af en p˚avirkning
(
FDq /F
D
q,cr,1, µM/µM,cr,1
)
,
der ligger inden for kurven, er systemet stabilt. Ligger man p˚a kurven eller falder helt
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uden for, svarer det til brudstadiet, hvor systemet vil bryde – enten i form af ren tor-
sionsdivergens eller kipning (endepunkterne p˚a kurven) eller ved kombineret brud (det
øvrige omr˚ade). Et eksempel p˚a den kombinerede brudform ses afbildet i Figur 2.14.
FDq /F
D
q,cr,1
µ
M
/
µ
M
,c
r
,1
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5 0.6 0.7 0.8 0.9 1
0
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0.4
0.5
0.6
0.7
0.8
0.9
1
Figur 2.13: Momentbæreevnen i forhold til tværkraftbæreevnen.
Figur 2.14: Asymmetrisk brudform af en forsimplet kabelophængt bromodel, hvor
er brodækket og er hovedkablerne. Begge elementer i ubelastet tilstand.
Inspireret af Piana et al. [7].
En mere komplet analyse kan dog gøres ved at løse den fulde determinant i (2.149).
Herved kan man bestemme, hvordan de cykliske egenfrekvenser for hhv. den vertikale
bevægelse og torsion afhænger af den ydre belastning. Dette er dog udeladt her, men kan
findes i Appendiks A, idet denne analyse falder uden for fokusomr˚adet i dette speciale.
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2.4.4 Udvidet koblet torsionsdivergens
I Afsnit 2.4.3 er udledningen af den kritiske vindhastighed til koblet torsionsdiver-
gens vist under antagelse af, at den aerostatiske vertikalkraft er ubetydelig i forhold
til brodækkets egenvægt. En mere generel udledning ville være, hvis man tog dette bi-
drag med. A. Hirai var ifølge Hirai et al. [53] den første, der arbejdede med det og
analyserede endvidere stabiliteten af koblingen mellem den vertikale bevægelse og tor-
sion for en hængebro, der er udsat for en vandret aerostatisk vindkraft. Han udledte
p˚a baggrund heraf et udtryk for den kritiske vindhastighed for lateral buckling, dvs. et
instabilitetsfænomen, der hidtil er benævnt som kipning. Idet vinden fra naturens side
er helt tilfældigt, har Hirai et al. [53] udledt b˚ade en formel til at beregne den kritiske
vindhastighed for kipning under middelvind og n˚ar vinden er fluktuerende, hvilket viser
sig at give gode overensstemmelser med de udførte forsøg. Nedenfor er formlen for den
kritiske vindhastighed under middelvind for kipning gengivet, hvor brudformen antages
at være asymmetrisk med to bølger:
U2div =
8pi3
√(
EIz +
L2m
4pi2
H
)(
GIv +
4pi2
L2m
EIza2 + a2H
)
ρaL3m
(
pi2
3 +
1
4
)
CD (0)
√
1 +
dCL
dα
∣∣∣
α=0
+CD(0)(
pi2
3
+ 1
4
)
CD(0)
(2.154)
hvor parametrene er blevet introduceret tidligere. Det skal dog bemærkes, at formfakto-
rerne for hhv. drag og lift skal, for at bruge (2.154), være normaliseret mht. afstanden
imellem hovedkablerne 2a og ikke bredden eller højden af brodækket. Hirai et al. [53]
viser ogs˚a, hvordan man kan tage højde for andre effekter s˚asom stivheden ud af planet,
hvilket er udeladt her. I stedet udvides differentialligningerne fra (2.144) p˚a samme m˚ade
som A. Hirai gjorde det. Derudover er det værd at nævne, at en del af den vandrette ae-
rostatiske vindkraft, der rammer brodækket, overføres til hovedkablerne via. hængerne,
n˚ar brodækket flytter sig ud af planet. Denne effekt blev heller ikke udnyttet i Afsnit
2.4.3, hvilket m˚a bevirke, at man kan reducere den vandrette aerostatiske vindkraft. N˚ar
disse ændringer inkorporeres i differentialligningerne, kan man som før i Afsnit 2.2.3.1
bruge Galerkins metode til at bestemme et nyt udtryk for den kritiske vindhastighed for
hhv. torsionsdivergens og kipning i deres rene form. Derudover er det ogs˚a interessant
at undersøge den kombinerede brudform, nemlig koblet torsionsdivergens.
Først udvides differentialligningerne (2.144) ved blot at tilføje følgende kombina-
tionsbidrag 1/2ρU2 (dCL/dα|α=0B + CD (0)h)α p˚a den vertikale bevægelsesligning. Det
første bidrag kommer fra den aerostatiske vertikalkraft, hvor der er brugt en rækkeud-
vikling af formfaktoren for lift til første orden i udviklingspunktet α = 0. Herudover er
det forudsat, at CL (0) = 0, hvilket er en antagelse, der er p˚a den sikre side, s˚afremt
CL (0) < 0 er opfyldt. En negativ formfaktor for lift er en indikation p˚a en nedadrettet
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aerostatisk vertikalkraft, der vil være med til at stabilisere hele systemet p˚a den m˚ade,
at trækkraften i hovedkablerne øges, hvilket jf. Figur 2.9b og Brancaleoni et al. [54] viser
sig at være tilfældet for forskellige hængebroer, heriblandt Xihoumen-, Messina- (’92) og
Humberbroen. Det næste bidrag kommer fra den lodrette projektion af den vandrette ae-
rostatiske vindkraft efter princippet, der er vist i Figur 2.15, hvor der gælder tan (α) ≈ α.
Formfaktoren for drag skulle, for at være mere korrekt, evalueres i den vinkel α, som
vinden rammer ind p˚a brodækket, men sættes dog lig med nul her, idet der arbejdes
med sm˚a vinkler og for at gøre de efterfølgende beregninger mere overkommelige.
α
L
qF
D
qF
Figur 2.15: Relation mellem den vandrette og den lodrette aerostatiske vindkraft.
Idet begge kraftbidrag vil give anledning til en opadrettet aerostatisk vindkraft og jf.
den positive fortegnsdefinition i Figur 2.8, kan man udvide (2.144) til:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+
∂2 (Myα)
∂x2
− 1
2
ρU2
(
dCL
dα
∣∣∣∣
α=0
B + CD (0)h
)
α = −m∂
2ξ
∂t2
(2.155a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+My
∂2ξ
∂x2
− µMα = −Im∂
2α
∂t2
(2.155b)
eller i form af homogene differentialligninger:
EIz
∂4ξ
∂x4
−H ∂
2ξ
∂x2
+
∂2 (Myα)
∂x2
− (µL + FDq )α+m∂2ξ∂t2 = 0 (2.156a)
EIza
2∂
4α
∂x4
− (a2H +GIv) ∂2α
∂x2
+My
∂2ξ
∂x2
− µMα+ Im∂
2α
∂t2
= 0 (2.156b)
hvor µL = 1/2ρU
2B (dCL/dα)|α=0 og FDq er defineret som i (2.114a) med α = 0.
Derudover kan udtrykket for My (2.137) ikke genbruges, s˚afremt man ønsker at tage
kraftoverførslen af den vandrette aerostatiske vindkraft fra brodækket til hovedkablerne
i regning. Idet kraftoverførslen m˚a afhænge af, hvor meget brodækket giver sig ud af
planet, m˚a momentfordelingen ligeledes variere langs brodækket.
Den kraft, der overføres fra brodækket til hovedkablerne via. hængerne, kaldes ogs˚a
for restitutionskraften og kan beregnes vha. to forskellige metoder, der oprindeligt er
formuleret af Moisseiff og Lienhard [55]. Bruger man imidlertid den approksimative me-
tode, beskrevet af Pratley et al. [9], antager man en fordeling af restitutionskraften som
vist p˚a Figur 2.16. Formen p˚a kurven er vigtig, hvor man her har valgt, at restitutions-
kraften skal være nul ude i enderne af brodækket (ved pylonerne) og størst p˚a midten af
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hovedspændet. Dette betyder, at man i praksis forventer, at brodækket giver sig mest ud
af planet p˚a midten af hovedspændet, mens det er fastholdt ude i enderne. Denne ten-
dens har Cheng et al. [10] ogs˚a bekræftet med Jiangyinbroen, n˚ar middelvindhastigheden
øges op til den kritiske vindhastighed for statisk divergens.
    
  
  
  
( )
2r x kx=
x
/ 2
m
L
2
maks
/ 4mr kL=
/ 2
m
L
Figur 2.16: Restitutionskraftfordeling. Inspireret af Pratley et al. [9].
Restitutionskraften kan approksimeres med:
r (x) =
{
kx2 ∀x ∈ [0, Lm2 ]
k
(
x2 − 2Lmx+ L2m
) ∀x ∈ [Lm2 , Lm] (2.157)
hvor k er en konstant. Andre forfattere, s˚asom Cheng et al. [28], bruger en lineær funktion
som approksimation, men hvis der bruges en restitutionskraftfordeling r (x) som i Figur
2.16, svarer det til følgende resulterende vindkraft p˚a brodækket:
qd (x) =
{
FDq,d − kx2 ∀x ∈
[
0, Lm2
]
FDq,d − k
(
x2 − 2Lmx+ L2m
) ∀x ∈ [Lm2 , Lm] (2.158)
hvor d er brugt som et indeks p˚a den aerostatiske vindkraft, for at specificere vind-
kraften p˚a brodækket og ikke kablet, der senere f˚ar tildelt indekset c. De tilhørende
forskydningskraft- og momentkurver for brodækket kan endvidere beregnes ud fra diffe-
rentialligningen i (2.12) kombineret med relationen Td (x) = dMd (x) /dx:
Td (x) =

FDq,d
(
Lm
2 − x
)− (kL3m24 − kx33 ) ∀x ∈ [0, Lm2 ]
FDq,d
(
Lm
2 − x
)− (7kL3m24 − kx33 +
kLmx
2 − kL2mx
) ∀x ∈ [Lm2 , Lm] (2.159a)
Md (x) =

FDq,dx
(
Lm−x
2
)− (kL3mx24 − kx412 ) ∀x ∈ [0, Lm2 ]
FDq,dx
(
Lm−x
2
)− (7kL3mx24 − kx412 +
kLmx3
3 − kL
2
mx
2
2 − kL
4
m
24
) ∀x ∈ [Lm2 , Lm] (2.159b)
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Vha. bjælkens differentialligning (2.11) bestemmes brodækkets flytning ud af planet:
βd (x) =

1
EIy
[
FDq,dx
3
2
(
x
12 − Lm6
)
+ kL
3
mx
3
144 −
kx6
360 +
FDq,dL
3
mx
24 − 3kL
5
mx
640
] ∀x ∈ [0, Lm2 ]
1
EIy
[
FDq,d
2
(
L3mx
12 − Lmx
3
6 +
x4
12
)
−
kL4mx
2
48 +
7kL3mx
3
144 − kL
2
mx
4
24 +
kLmx5
60 −
kx6
360 +
kL5mx
1920 − kL
6
m
1920
] ∀x ∈ [Lm2 , Lm]
(2.160)
hvor EIy er bøjningsstivheden ud af planet. Den største flytning findes for x = Lm/2:
βd,maks =
1
EIy
[
5FDq,dL
4
m
384
− 7kL
6
m
4608
]
(2.161)
Tages der momentligevægt om midten af brodækket jf. Figur 2.17a, da f˚as:
Hsumβc,maks =
kL4m
64
+
FDq,cL
2
m
8
(2.162)
hvor det første led p˚a højresiden af lighedstegnet kommer fra momentudtrykket i (2.159b),
der vedrører hovedkablerne. Derudover er Hsum defineret som den vandrette trækkraft
i hovedkablerne hidrørende fra egenvægten af hele hængebroen samt fra trafik- og vind-
lasten, dvs. Hsum = H + HT + Hvind. Bidraget fra trafiklasten vil altid virke til gunst,
hvorfor der ses bort fra dette led. Vindlasten, derimod, vil almindeligvis give et ugunstigt
tillæg fra lift, men samtidig vil der opst˚a et yderligere træk i hovedkablerne for˚arsaget
af den vandrette aerostatiske vindkraft p˚a hovedkablerne. Samlet set giver vindlasten
normalt kun et tillæg til den vandrette trækkraft i hovedkablerne svarende til ca. 2 %
jf. Pratley et al. [9]. En afvigelse af denne størrelsesorden m˚a være acceptabel, idet der
er tale om en simpel kontrolberegning. Fortsætter man derfor med H som den totale
vandrette trækkraft i hovedkablerne, kan man isolere βc,maks i (2.162), hvorved man f˚ar
et udtryk for den største kabelflytning ud af planet:
βc,maks =
kL4m
64H
+
FDq,cL
2
m
8H
(2.163)
Ud fra Figur 2.17b har man endvidere følgende ud fra en momentbetragtning:
∆β (x) =
h (x)
ps (x)
r (x) (2.164)
med θ << 1. For x = Lm/2 bliver det:
∆βc,maks =
hmkL
2
m
4ps
(2.165)
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Figur 2.17: Hængebro under p˚avirkning af en vandret aerostatisk vindkraft p˚a b˚ade
brodæk og hovedkabler. Bemærk, at flytningerne, de aerostatiske kræfter samt restitu-
tionskraften er en funktion af brolængden. Inspireret af Pratley et al. [9].
Der gælder endvidere følgende relation:
βd,maks = βc,maks + ∆βmaks (2.166)
Substitueres udtrykkene fra (2.161), (2.163) og (2.165) nu i (2.166), har man:
1
EIy
[
5FDq,dL
4
m
384
− 7kL
6
m
4608
]
=
kL4m
64H
+
FDq,cL
2
m
8H
+
hmkL
2
4ps
(2.167)
Ved simpel algebra f˚as et udtryk for konstanten k med enheden
[
N/m3
]
:
k =
5FDq,dL
2
m
384EIy
− FDq,c8H
L2m
64H +
7L4m
4608EIy
+ hm4ps
(2.168)
hvor FDq,d og F
D
q,c er den vandrette aerostatiske vindkraft p˚a hhv. brodækket og hoved-
kablerne, Lm er hovedspændets længde, EIy er brodækkets bøjningsstivhed ud af planet,
H er den samlede vandrette trækkraft i hovedkablerne ud fra egenvægten af hele hæn-
gebroen, hm er længden af en hænger p˚a midten af brodækket og ps er summen af den
vertikale aerostatiske vindkraft og egenvægt. I princippet er den sidstnævnte parameter
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varierende, men for simplicitetens skyld regnes den jævnt over hele brodækket. Derud-
over kan man med fordel se bort fra hm/ (4ps), der i princippet er ubetydelig for den
endelige værdi af k, idet ps typisk er stærkt dominerende i forhold til hm. N˚ar konstanten
k er kendt, kan man beregne momentet i brodækket samt andre størrelser, hvilket efter
Pratley et al. [9] giver gode resultater i forhold til andre eksakte metoder. Specielt er
det vigtigt at have et udryk for momentet i brodækket (2.159b), der sammen med kon-
stanten k (2.168) kan indsættes i de homogene differentialligninger (2.156). Gennemg˚ar
man efterfølgende den samme procedure som vist i Afsnit 2.4.3, da opn˚as følgende:
[
m 0
0 Im
]{
ξ¨t
α¨t
}
+ 4n2pi2L2m ( 4n2pi2L2m EIz +H) L2mk48 − L2mk32pi2n2 + 3pi2L2mkn280
L2mk
48 − L
2
mk
32pi2n2 +
3pi2L2mkn
2
80
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
) { ξt
αt
}
−
FDq,d
[
0 112
(
15 + 4n2pi2
)
1
12
(
3 + 4n2pi2
)
0
]{
ξt
αt
}
−
µL
[
0 1
0 0
]{
ξt
αt
}
− µM
[
0 0
0 1
]{
ξt
αt
}
=
{
0
0
}
(2.169)
eller mere kompakt:
[M ] {q¨ (t)}+ [K] {q (t)} − FDq,d
[
KDG
] {q (t)} − µL [KLG] {q (t)} − µM [KMG ] {q (t)} = {0} (2.170)
Genbruges den samme løsning, der er angivet for systemet i (2.147), skal man blot huske
det ekstra bidrag til den geometriske stivhed fra µL, n˚ar determinanten skal udregnes:
det
(
[K]− FDq,d
[
KDG
]− µL [KLG]− µM [KMG ]− ω2 [M ]) = 0 (2.171)
Substitueres de respektive stivheder, med [M ] = [0], ind i determinanten (2.171), da f˚as:
det
 4n2pi2L2m (4n2pi2L2m EIz +H) L2mk48 − L2mk32pi2n2 + 3pi2L2mkn280 − FDq,d12 (15 + 4n2pi2)− µL
L2mk
48 − L
2
mk
32pi2n2
+ 3pi
2L2mkn
2
80 −
FDq,d
12
(
3 + 4n2pi2
)
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIza
2 + a2H +GIv
)
− µM
 = 0 (2.172)
Den kritiske vindhastighed for statisk divergens kan med nogen omskrivninger og ved
introduktion til et par nye variabler let bestemmes uden iteration. Ved brug af (2.173),
kan konstanten k fra (2.168) gøres uafhængig af det dynamiske tryk 1/2ρU2.
k = k1
1
2
ρU2 (2.173)
Dette medfører:
k1 =
5hCD,d(α)L
2
m
384EIy
− dcCD,c(α)4H
L2m
64H +
7L4m
4608EIy
+ hm4ps
(2.174)
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hvor dc er diameteren af hovedkablet og CD,c er formfaktoren for drag p˚a hovedkablet.
Der introduceres yderligere til en ekstra konstant Q p˚a formen:
Q = k1
(
L2m
48
− L
2
m
32pi2
+
3pi2L2m
80
)
− hCD,d (α)
12
(
3 + 4pi2
)
(2.175)
Endelig kan determinanten i (2.172) med n = 1 omskrives til:
det
 ω2ξ1m
(
Q−hCD,d(α)−B
dCL,d(α)
dα
∣∣∣∣
α=0
)
ρU2
2
QρU2
2 ω
2
α1Im −
ρU2B2
dCM,d(α)
dα
∣∣∣∣
α=0
2
 = 0 (2.176)
hvor ωξ1 og ωα1 er de laveste asymmetriske cykliske egenfrekvenser for hhv. vertikal-
og torsionssvingning. Løses determinanten i (2.176), opn˚ar man en fjerdegradsligning,
hvilket let kan løses som en camoufleret andengradsligning. For at undg˚a komplekse
løsninger, kan den reelle løsning skrives i form af:
U2div =
1
2
ρω2ξ1mB
2C′M,d(0)−
√
(− 12ρω2ξ1mB2C′M,d(0))
2−(hCD,d(α)+BC′L,d(0)−Q)Qρ2(ω2ξ1mω2α1Im)
1
2
ρ(hCD,d(α)+BC′L,d(0)−Q)Q
(2.177)
Formlen kan, efter læserens eget ønske, modificeres til at gælde andre instabilitetsfæno-
mener end blot lateral-torsional-buckling ved at eliminere de led, der ikke indg˚ar i det
betagtede instabilitetsfænomen. Det ses, at der aldrig kan opst˚a statisk divergens alene
p˚a baggrund af lift, idet dCM,d/dα|α=0 = 0 og Q = 0 m.
2.4.4.1 Iterativ løsning
I det følgende gennemg˚as to iterative løsningsprocedurer til at bestemme den kritiske
divergensvindhastighed særskilt for hhv. et asymmetrisk og et symmetrisk brud.
2.4.4.1.1 Asymmetrisk brud
En anden og mere nøjagtig m˚ade at løse problemet p˚a i Afsnit 2.4.4, er ved at undersøge
udbøjningstilstanden af brodækket op til brud. Fremgangsm˚aden er baseret p˚a en nu-
merisk analyse, hvor der kan tages hensyn til, at formfaktorerne ikke længere er tvunget
til at være lineære. Med udgangspunkt i (2.169), har man to ligninger for [M ] = [0]:
ξt =
FLq,d(αeff)−
((
L2m
48
− L
2
m
32pi2
+
3pi2L2m
80
)
k(αeff)−
FDq,d(αeff)
12 (15+4pi
2)
)
αt
4pi2
L2m
(
4pi2
L2m
EIz+H
) (2.178a)
αt =
FMq,d(αeff)−
((
L2m
48
− L
2
m
32pi2
+
3pi2L2m
80
)
k(αeff)−
FDq,d(αeff)
12 (15+4pi
2)
)
ξt
4pi2
L2m
(
4pi2
L2m
EIza2+a2H+GIv
) (2.178b)
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hvor ξt og αt er amplituden for hhv. vertikal- og torsionssvingningen. S˚adan som lig-
ningerne er skrevet op, er de afhængige af hinanden, men det behøver de ikke at være,
s˚afremt man substituerer den ene ligning ind i den anden. Ligningerne fastholdes p˚a
denne form grundet den iterative procedure nedenfor. Desuden ses det, at lastkomposan-
terne er en funktion af brodækkets effektive vinkeldrejning, dvs. summen af brodækkets
vinkeldrejning og vindens initiale angrebsvinkel. Vinklerne fremg˚ar af Figur 2.18.
1
2
3
α
0
α
eff
α
M
q
F
L
q
F
U
D
q
F
Figur 2.18: Definition af vinkler, hvor 1 er vindaksen 2 er den globale broakse og
3 er den lokale broakse. Inspireret af Cheng et al. [10].
Løsningsproceduren kan generelt opskrives som:
1) Antag først en startvindhastighed U0, en startvinkeldrejning for brodækket α, en
initial angrebsvinkel for vinden α0 og en vindforøgelsesfaktor ∆U .
2) Beregn lasterne FDq,d (αeff ), F
L
q,d (αeff ) og F
M
q,d (αeff ), n˚ar αeff = α0 + α.
3) Substitue´r vinkeldrejningen for brodækket (α = αt) og alle relevante lastkom-
posanter i (2.178a) og beregn den vertikale flytning.
4) Beregn nu ud fra (2.178b) den nye vinkeldrejning p˚a baggrund af den vertikale
flytning fra pkt. 3) og lastkomposanterne fra pkt. 2).
5) Formfaktorerne opdateres svarende til den nye effektive vinkeldrejning af brodæk-
ket, n˚ar den nye vinkeldrejning af brodækket fra pkt. 4) er kendt. Undersøg ef-
terfølgende om det er nødvendigt at opdatere kraftvektoren og løbe iterationen
igennem vha. den euklidiske norm nedenfor:
√√√√(Ck(αeffj)−Ck(αeffj−1))2(
Ck
(
αeffj−1
))2 ≤ εk (k = D,L,M) (2.179)
hvor Ck (k = D,L,M) er de aerostatiske formfaktorer, j er det betragtede step og
εk er den valgte tolerance, som her vil blive sat til 0, 005 jf. Zhang et al. [56].
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Ikke opfyldt)
Opfyldt)
Ikke konvergeret)
G˚a tilbage til pkt. 2) med den nye αeff .
Forøg vindlasten med ∆U og g˚a tilbage til pkt. 2) med den nye αeff .
G˚a tilbage til den forrige vindhastighed (U = U −∆U) og ændr
herefter vindforøgelsesfaktoren ∆U til noget mindre, indtil forskellen
mellem to successive vindhastigheder er mindre den valgte tolerance.
2.4.4.1.2 Symmetrisk brud
Med udgangspunkt i Afsnit 2.3.3 kan der udvikles en forholdsvis nem tilgang til statisk
divergens for en symmetrisk brudform, hvor der her tages højde for de aerostatiske kræf-
ter for hhv. moment og lift. Erstattes momentet fra trafiklasten Tv (x) med momentet
fra middelvinden FMq (αeff ) jf. (2.114c), leder det til en omskrivning af (2.84):
a
(k+1)
j =
Lm∫
0
FMq (αeff ) sin
(
jpix
Lm
)
dx− 4C
∞∑
j 6=i=1,3,5..
a
(k)
i
ij
(
Lm
pi
)2
Lm
2
[
A
(
jpi
Lm
)4
+B
(
jpi
Lm
)2]
+ 4C
(
Lm
jpi
)2 (2.180)
Antages det, at den aerostatiske kraft for lift jf. (2.114b) følger fortegnsdefinitionen i
Figur 2.8, kan man tage højde for den ved at indregne den i egenvægten:
qL = mg − FLq (αeff ) (2.181)
Med qL kan den vandrette trækkraft i hovedkablerne H bestemmes vha. (2.8), hvor q
erstattes med qL. Desuden afhænger koefficienterne B og C fra (2.180) ogs˚a af qL og H,
men variationen af C ender med at udg˚a. Det er op til læseren at validere dette.
For en symmetrisk brudform skal de ulige koefficienter i (2.180) bestemmes, hvor
løbenummeret j her er defineret som j = 2n− 1 og n ≥ 2 skal være opfyldt. Iterations-
proceduren kan lettest illustreres ud fra nedenst˚aende i punktform:
1) Antag først en startvindhastighed U0, en vinkeldrejning af brodækket α, en initial
angrebsvinkel for vinden α0, en størrelse p˚a amplitudevektoren
{
x
(k)
j
}
jf. (2.85)1
og en vindforøgelsesfaktor ∆U .
2) Bestem den effektive vinkel af brodækket αeff = α0 +α, hvorefter de aerostatiske
kræfter FLq (αeff ) jf. (2.114b) og F
M
q (αeff ) jf. (2.114c) kan bestemmes.
3) Sæt k = 0 og beregn qL jf. (2.181), H = qLL
2
m/ (8f) og koefficienterne ajj , aij , bj
jf. omskrivningen i (2.85).
4) Beregn nu de nye koefficienter
{
x
(k+1)
j
}
jf. (2.85)2 p˚a baggrund af
{
x
(k)
j
}
.
1I krydsreferencen er x
(k)
i det samme som det ene element i
{
x
(k)
j
}
.
2I krydsreferencen er x
(k+1)
j det samme som det ene element i
{
x
(k+1)
j
}
.
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5) Tjek konvergenskriteriet i form af den euklidiske norm:√√√√√√√√
N∑
j=1,3,5...
(
x
(k+1)
j − x(k)j
)2
N∑
j=1,3,5...
(
x
(k)
j
)2 ≤ εk (2.182)
hvor N er antal ulige led i fourierrækken jf. (2.79) og εk er den valgte tolerance,
der her sættes til εk = 0, 005. Konvergensraten viser sig at være relativ høj, hvilket
ogs˚a kan observeres ved at man f˚ar nøjagtige koefficienter efter blot f˚a iterationer.
Ikke opfyldt)
Opfyldt)
G˚a tilbage til pkt. 4) med k = k + 1.
Løsningen er konvergeret. Sæt:
{
x
(0)
j
}
=
{
x
(k+1)
j
}
.
6) Beregn den nye vinkeldrejning p˚a midten af brodækket ud fra (2.79) og de kon-
vergerede koefficienter svarende til de sidst fundne koefficienter fra pkt. 4).
7) Omsæt den nye vinkeldrejning af brodækket til en effektiv vinkeldrejning og un-
dersøg, om formaktorerne skal opdateres svarende til den nye effektive vinkeldrej-
ning ved at tjekke, om den euklidiske norm er mindre end den valgte tolerance:√√√√(Ck(αeffi)−Ck(αeffi−1))2(
Ck
(
αeffi−1
))2 ≤ εk (k = L,M) (2.183)
hvor Ck (k = L,M) er de aerostatiske formfaktorer, i er det betragtede step og εk
er den valgte tolerance, som her vil blive sat til 0, 005 jf. Zhang et al. [56]. Beregn
qL p˚a ny jf. (2.181) ud fra den nye effektive vinkel. Er qL ≤ 0 betyder det, at der
ikke længere er træk i hovedkablerne, hvorfor statisk divergens er opst˚aet.
Ikke opfyldt)
Opfyldt)
Ikke konvergeret
eller qL ≤ 0)
G˚a tilbage til pkt. 2) med den nye αeff .
Forøg vindlasten med ∆U og g˚a tilbage til pkt. 2) med den nye αeff .
G˚a tilbage til den forrige vindhastighed (U = U −∆U) og ændr
herefter vindforøgelsesfaktoren ∆U til noget mindre, indtil forskellen
mellem to successive vindhastigheder er mindre den valgte tolerance.
2.4.5 Iterativ løsning (FEA)
Den kritiske vindhastighed for statisk divergens kan ogs˚a bestemmes ved brug af FEA,
hvor det aerostatiske respons bestemmes ved en ikke-lineær FEM-model. Styrken i en
s˚adan model er, at man kan medtage de tredimensionelle effekter fra b˚ade stivheden
samt vinden. Anvendelsen af en FEM-model i denne sammenhæng kan siges at være
forholdsvis let og logisk, s˚afremt man har tiltro til sin model. Derudover bliver ens
kontrolberegninger yderst anvendelige til validering af modellen.
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Løsningsmetoden, der er beskrevet heri, tager udgangspunkt i beskrivelsen af Cheng
et al. [10] og Xu [35]. Her handler det om at opskrive og løse følgende ligningssystem,
n˚ar den kritiske vindhastighed for statisk divergens skal bestemmes:
[K (u)] {u} = {F (αeff , U)} (2.184)
hvor [K (u)] er systemets samlede stivhed best˚aende af b˚ade den elastiske og geometriske
stivhed, {u} er systemets flytningsvektor og {F (αeff , U)} er vindkraften virkende p˚a
broen, som er en funktion af hhv. den effektive vinkel og middelvinhastigheden.
Det ses af (2.184), at den effektive vinkel ændrer sig som følge af flytningsvektoren,
n˚ar ligningssystemet løses, hvilket betyder at kraftvektoren skal opdateres svarende til
de nye effektive vinkler. P˚a samme m˚ade som i Afsnit 2.4.4.1.1 kan man opstille et
konvergenskriterie i form af den euklidiske norm p˚a systemets formfaktorer:√√√√√√
N∑
j=1
(Ck(αj)−Ck(αj−1))2
N∑
j=1
(Ck(αj−1))2
≤ εk (k = D,L,M) (2.185)
hvor N er antallet af noder, Ck (k = D,L,M) er de aerostatiske formfaktorer og εk er
den valgte tolerance, som i denne rapport vil blive sat til 0, 005 jf. Zhang et al. [56].
Løsningsproceduren kan generelt opskrives p˚a følgende punktform, hvor definitionen af
de givne vinkler fremg˚ar af Figur 2.18:
1) Antag først en startvindhastighed U0, en initial angrebsvinkel for vinden α0 og en
vindforøgelsesfaktor ∆U .
2) Beregn begyndelsesvindlasten med den antagne angrebsvinkel vha. (2.114).
3) Løs den globale ligevægtsligning/transcendente ligning i (2.184) ved brug af en
numerisk metode f.eks. Newton Raphson og bestem flytningsvektoren {u}.
4) Beregn de effektive vinkler αeff = α0 + α for hver enkelt node.
5) Beregn vindlasten p˚a ny vha. (2.114) ud fra de fundne effektive vinkler.
6) Tjek, om den euklidiske norm er mindre end den valgte tolerance vha. (2.185):
Ikke opfyldt)
Opfyldt)
Ikke konvergeret)
G˚a tilbage til pkt. 3) med de nye αeff .
Forøg vindlasten med ∆U og g˚a tilbage til pkt. 3) med de nye αeff .
G˚a tilbage til den forrige vindhastighed (U = U −∆U) og ændr
herefter vindforøgelsesfaktoren ∆U til noget mindre, indtil forskellen
mellem to successive vindhastigheder er mindre den valgte tolerance.
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2.5 Finite Element Metode Model
Anvendelse af Finite Element Metode (FEM) Model betyder overordnet, at den samlede
konstruktion simplificeres til at best˚a af diskrete elementer, som er forbundet i et be-
grænset antal noder. De enkelte elementers masse- og stivhedsmatrixer kan efterfølgende
samles, hvorved man f˚ar en tilnærmet masse- og stivhedsmatrix for det samlede system.
Massematrixen kan behandles p˚a forskellige m˚ader, hvor lumped mass approximation
er den simple af dem. Denne er kendetegnet ved, at massen alene er koncentreret i
noderne. Dette medfører, at rotationsinertien bliver nul, hvorfor massematrixen bliver
en diagonalmatrix. Brug af denne simplificering letter dels programkodningen, s˚afremt
dette gøres manuelt, og der kræves heller ikke lige s˚a stor en computerkraft, som hvis
massematrixen var fyldt ud. Approksimationen kan nogle gange være s˚a god, at man ikke
kan opn˚a mere præcise resultater ved at fordele massen hen over elementet. S˚adan en
massematrix kaldes for en consistent mass matrix, der ikke længere er en diagonalmatrix.
Finite Element Analyse (FEA) kan gøres meget generelt, hvorfor der ogs˚a er ud-
viklet adskillige programmer til dette form˚al, heriblandt ANSYS Classic, Abaqus og
SOFiSTiK. Et FEA-program kan være meget praktisk, idet det automatisk sørger for at
beregne hhv. masse- og stivhedmatrixerne samt lastvektoren, men det er yderst vigtigt
at have en forst˚aelse for teorien samt de bagvedliggende approksimationer.
Til modelleringen anvendes der en s˚akaldt rygradsmodel eller p˚a engelsk en Spine
Beam Model, som er en analytisk model, hvor brodækket er repræsenteret af bjælkeele-
menter langs centerlinjen af brodækket, deraf navnet SBM. En s˚adan model best˚ar over-
ordnet af beam- og truss elementer, som det er vist i Figur 2.19, hvor det skal bemærkes,
at de grønne beam elementer blot er et forbindelsesled mellem brodækket og hængerne,
hvorfor de er modelleret som stive elementer uden masse. Modellen best˚ar desuden af
pyloner, der p˚a tilsvarende vis som brodækket er modelleret med beam elementer. For
at se hvordan de enkelte dele modelleres i detaljer, refereres der til Appendiks D.
Modellen kan ogs˚a gøres finere end en Spine Beam Model, s˚afremt man ønsker at
fange de lokale responser s˚asom spændinger i et bestemt punkt i modellen og/eller for at
opn˚a mere præcise resultater generelt. Her bruges typisk solid- og/eller skalelementer,
men en kombination af disse med en SBM vil gøre modelleringen endnu mere udfordren-
de. Specielt skal man være opmærksom p˚a, n˚ar et solid- og/eller skalelement skal samles
med et bjælkeelement, idet de ikke har det samme antal af frihedsgrader. Dette kan dog
løses ved brug af Multi-point constraint elementer som forbindelsesled for at undg˚a, at
der opst˚ar flytningsinkompatibilitet. Denne type model hedder Multi-Scale Model og i
takt med at den personlige computer (PC) bliver kraftigere, bliver Multi-Scale Model
mere og mere populær. En ren Spine Beam Model er noget mere simpel og mindre be-
regningstung, men giver fortsat en god overordnet beskrivelse af konstruktionsopførslen,
hvorfor den kan anvendes ved foreløbige design samt ved aerodynamiske analyser.
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Beam188
Beam188
LINK180
LINK180
Figur 2.19: Udsnit af FEM-modellen med angivelse af elementer, hvor BEAM188 er et
3D beam element og LINK180 er et 3D truss element. De enkelte streger symboliserer:
Brodæk, Stift element, Hænger, Hovedkabel og Noder.
Hængerne og kablerne modelleres i en SBM som truss elementer, som det ogs˚a fremg˚ar
af Figur 2.19, hvilket betyder, at der ses bort fra deres bøjningsstivhed. Desuden tages
der højde for bidragene fra den geometriske ikke-linearitet ved en iterativ beregning,
hvor specielt kabeltrækkraften har en væsentlig betydning for konstruktionens samlede
stivhed. I ANSYS Classic anvendes Newton Raphson ved iterative beregninger.
2.5.1 Geometrisk stivhed
Den geometriske stivhed i et system kan lettest illustreres med et eksempel, hvor der
her kigges p˚a et klassisk pendulproblem som vist i Figur 2.20. Pendulet forestilles at
være fremstillet af et ikke-deformerbart materiale, der er bundet fast til et bevægeligt
led i punkt O, som ogs˚a betegnes omdrejningspunktet. Derudover har det længden Lp
og massen af pendulet m antages at være koncentreret i det svingende lod i den anden
ende. Vinklen, som pendulet danner med den lodrette akse, benævnes desuden for θ.
    pL
mg
O
(a) Udgangsposition.
θ
O
mg
H
(b) Det lineære stadium.
mg
H
θ
O
(c) Det ikke-lineære stadium.
Figur 2.20: Et pendul i tre forskellige stadier. Inspireret af Lacarbonara [11].
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Pendulet skal nu betragtes i tre forskellige stadier og i første omgang uden en rota-
tionsfjeder. Figur 2.20a illustrerer det første stadium, hvor pendulet hænger vertikalt
og helt uforstyrret i sin udgangsposition. Uden en fjeder i understøtningen eller uden
en fast indspænding, kan der ikke overføres et moment. Imidlertid kan der opn˚as en
ligevægt i systemet, s˚afremt vægten af loddet p˚a mg kan overføres ved normalkraft i
understøtningen, hvor g er tyngdeaccelerationen. I Figur 2.20b er pendulet, ud over
egenvægten, ogs˚a udsat for en horisontal trækkraft p˚a H << mg. Dette stadium er ka-
rakteriseret ved en s˚akaldt førsteordens flytningstilstand, hvor loddets bevægelse følger
en horisontal ret linje. Idet der kan antages θ << 1, giver momentligevægt om punkt O:
mgLpθ = HLp (2.186)
som ogs˚a kan skrives p˚a formen:
KG0 θ = M (2.187)
hvor KG0 = mgLp > 0 er den geometriske stivhed af pendulet, der prøver at stabilisere
systemet, mens M = HLp er den ydre p˚avirkning. Viser det sig, at der ikke gælder det
samme forhold mellem den vandrette trækkraft og vægten af loddet, kan man ikke læn-
gere antage sm˚a vinkler og antagelsen om en førsteordens flytningstilstand m˚a erstattes
med, at loddet nu følger en periferisk ikke-lineær bane. Dette giver derfor anledning til
en modificering af den forrige momentligevægt. Ud fra Figur 2.20c har man s˚aledes:
KG0 sin (θ) = M cos (θ) (2.188)
eller:
KG0 tan (θ) = M (2.189)
hvilket er gyldigt, s˚afremt cos (θ) 6= 0. P˚a venstreside af (2.188) ser man endvidere, at
den geometriske stivhed bliver større, n˚ar vinklen θ øges, hvorimod den ydre p˚avirkning
bliver mindre – indtil det forsvinder helt ved θ = ±pi/2. Ligevægten af pendulet (2.189)
er plottet i Figur 2.21, hvor den ikke-lineære ligevægtstilstand skinner igennem.
I ANSYS Classic er der, som tidligere nævnt, implementeret Newton Raphson til at
løse de ikke-lineære problemer iterativt. N˚ar FEM-programmet kører s˚adan en analy-
se, regner den en tangentstivhed ud for det betragtede system, der egentlig svarer til
hældningskoefficienten for en flytning-kraft-kurve som i Figur 2.21 – underforst˚aet at
vinkeldrejningen her betragtes som en flytning. N˚ar der ikke tages højde for andre ef-
fekter end dem, der allerede er gennemg˚aet i dette afsnit, m˚a pendulet s˚aledes have en
tangentstivhed, der er givet som nedenfor:
KG =
dM
dθ
= KG0 sec
2 (θ) (2.190)
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Figur 2.21: Ligevægtstilstand i et pendul uden en elastisk rotationsfjeder ved un-
derstøtningen. Inspireret af Lacarbonara [11].
I θ = 0 er tangenthældningen og dermed tangentstivheden følgende:
dM
dθ
∣∣∣∣
θ=0
= KG0 (2.191)
Af (2.190) ses det tydeligt, at tangentstivheden stiger fra KG0 til ±∞, n˚ar vinkeldrejnin-
gen g˚ar fra nul til ±pi/2, hvilket udelukkende skyldes momentarmens indflydelse. Mo-
mentarmen p˚a den geometriske stivhed stiger ikke-lineært, idet sin (θ) stiger og opn˚ar
sin maksimumværdi ved θ = ±pi/2, mens momentarmen p˚a den ydre kraft forsvinder
helt, hvilket medfører et system, hvor der opst˚ar en singularitet.
Er man interesseret i at øge stivheden i det omtalte system, kan man nemt introducere
en elastisk rotationsfjeder ved understøtningen. Opførslen af denne fjeder er defineret
gennem den konstitutive lov, som relaterer den lagrede energi i fjederen i forhold til en
flytningsparameter, som her er vinklen θ. Generelt udtrykkes den konstitutive lov ved:
ME = Mˆ (θ) (2.192)
For en fjeder, der opfører sig lineært, er Mˆ (θ) defineret som:
Mˆ (θ) = KEθ (2.193)
hvor KE er fjederens elastiske stivhed. Tilstedeværelsen af denne elastiske fjeder bevir-
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ker, at der i forhold til før nu ogs˚a kan overføres et moment i udgangspositionen:
KEθ = HLp = M (2.194)
Ser man p˚a den lineære flytningstilstand, kommer der i forhold til (2.187) et bidrag fra
den elastiske stivhed til momentligevægten:
(
KE +KG0
)
θ = M (2.195)
P˚a samme m˚ade kan (2.188) udvides, s˚aledes momentligevægten bliver:
KEθ +KG0 sin (θ) = M cos (θ) (2.196)
eller:
KEθ sec (θ) +KG0 tan (θ) = M (2.197)
som har tangentstivheden:
K =
dM
dθ
=
KE cos (θ) +KEθ sin (θ) +KG0
cos2 (θ)
(2.198)
Tangentstivheden i θ = 0 giver:
dM
dθ
∣∣∣∣
θ=0
= KE +KG0 (2.199)
Forskellen i ligevægtstilstanden for et pendul med og uden en lineærelastisk rotations-
fjeder, dvs. (2.197) og (2.189), er vist i Figur 2.22, hvilket viser den højere stivhed, der
opn˚as i et pendul, der er udstyret med en lineærelastisk rotationsfjeder. Det ses ogs˚a, at
antagelsen om en lineær sammenhæng mellem den geometriske stivhed og den ydre be-
lastning, for at opn˚a ligevægt, er fornuftig s˚afremt man arbejder med sm˚a vinkler, men
efterh˚anden som vinklen bliver større, bliver antagelsen mere og mere upræcis. Generelt
skal der altid udføres en ikke-lineær analyse ved store flytninger. For at læse mere om
ikke-lineære fjedre og negativ geometrisk stivhed, henvises der til Lacarbonara [11].
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Figur 2.22: Ligevægtstilstand i et pendul med og uden en lineærelastisk rotationsfjeder
ved understøtningen. Inspireret af Lacarbonara [11].
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Kapitel 3
Resultater
I dette kapitel bliver kun de vigtigste resultater præsenteret. Kapitlet best˚ar kun af tre
afsnit, hvor der i Afsnit 3.1 og Afsnit 3.2 udføres kontrolberegninger af hhv. Julsundbroen
og Jiangyinbroen, inden der kigges p˚a Halsafjordbroen. Disse afsnit er tænkt som en
kvalitetskontrol af de anvendte værktøjer og er skrevet for at øge troværdigheden af de
efterfølgende beregninger. Til sidst, dvs. i Afsnit 3.3, behandles Halsafjordbroen.
3.1 Julsundbroen
Julsundbroen er en hængebro og er, ligesom Halsafjordbroen, opst˚aet som led i det
ambitiøse og omfangsrige infrastrukturprojekt Ferjefri E39 i Norge. De geometriske og
mekaniske størrelser af hængebroen er oplistet i Tabel 3.1 og bagerst i Appendiks B.1
findes relevante skitser og nødvendige størrelser, der er brugt til modellering af pylonerne.
I FEM-programmet, ANSYS Classic, er der eksperimenteret med Julsundbroen med
tre forskellige opbygninger, som vist i Figur 3.1, hvilket er gjort for at undersøge ind-
virkningen af b˚ade pylonerne og bagstagene i forhold til egenfrekvenserne og den kritiske
divergensvindhastighed. Den første model er illustreret i Figur 3.1a, og er den simpleste
af dem alle, idet pyloner og bagstag ikke er modelleret. Her er brodækket i begge ender
fastholdt mod translation ud af planet samt vertikalt. Desuden er det fastholdt mod
vridning, og kun i den ene ende er det introduceret til en fastholdelse mod translation
i længderetning. Hovedkablerne er fastholdt mod translationer i alle tre retninger. Den
anden model er vist i Figur 3.1b, hvor bagstagene er modelleret og fastholdt mod alle tre
retninger ved ankerblokkene. Herudover er fastholdelsen mod translation i længderetnin-
gen ved hovedkablerne fjernet, mens understøtningsforholdet ved brodækket er uændret.
Den sidste model er vist i Figur 3.1c, hvor b˚ade pylonerne og bagstagene er medtaget.
Idet hovedkablerne, pylonerne og bagstagene har en fælles node i pylontoppene, er alle
understøtninger for hovedkablerne fjernet, s˚aledes at det hele kan arbejde som et samlet
system. Der er desuden ingen forbindelse mellem brodækket og pylonerne. Derudover er
pylonbenene fastholdt mod flytninger i alle tre retninger.
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Tabel 3.1: Geometriske og mekaniske størrelser for Julsundbroen jf. Statens vegvesen.
Geometri
Hovedspænd Lm 1600 m
Sidelængde (bagstag) Ls,1 330 m
Sidelængde (bagstag) Ls,2 290 m
Kabelfald f 160 m
Afstand imellem hovedkabler 2a 28 m
Afstand imellem hængere (i længderetning) Ω 28 m
Brodæk
Elasticitetsmodul Ed 210 GPa
Poissons forhold νd 0, 3
Tværsnitsareal Ad 1,157 m
2
Vertikal bøjningsinertimoment Iz 3,189 m
4
Lateral bøjningsinertimoment Iy 97,51 m
4
Vridningsinertimoment Iv 8,409 m
4
Masse md 15 398 kg/m
Masseinertimoment Id,m 1,236× 106 kgm2/m
Bredde B 32 m
Højde h 4,025 m
Kabel
Antal kabler n 2 stk
Elasticitetsmodul Ec 200 GPa
Effektivt tværsnitsareal pr. hovedkabel Ac 0,38 m
2
Effektivt tværsnitsareal pr. bagstag Ab 0,39 m
2
Masse pr. hovedkabel mc 3189 kg/m
Masse pr. bagstag mb 3272,5 kg/m
Diameter af hovedkabel dc 0,8 m
Hænger
Elasticitetsmodul Eh 160 GPa
Effektivt tværsnitsareal Ah 0,0176 m
2
Masse pr. hænger mh 147,7 kg/m
Pylon
Elasticitetsmodul (sekanthældning) Ecm,p 36,28 GPa
Poissons forhold νp 0, 2
Densitet ρp 2500 kg/m
3
En oversigt over antal elementer i de respektive modeller er præsenteret i Tabel
3.2. Der er i forbindelse med modelleringen udført et konvergensstudie p˚a brodækket,
hvor antallet af elementer er øget til ca. det dobbelte uden at det har haft en væsentlig
indflydelse p˚a de efterfølgende beregninger. Denne analyse er ikke vist her.
I Tabel 3.3 er de tilhørende egenfrekvenser for de første to symmetriske og asym-
metriske vertikal- og torsionssvingninger præsenteret, men idet den sidste model med
pyloner og bagstag umiddelbart er den bedste repræsentation af virkeligheden, bruges
denne model i Tabel 3.4 til at sammenligne egenfrekvenserne med andre værktøjer.
Tabel 3.2: Antal elementer i FEM-modeller.
Model Beam elementer Truss elementer
Figur 3.1a 178 238
Figur 3.1b 178 242
Figur 3.1c 200 242
Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet 68
3.1 Julsundbroen RESULTATER
(a) Model uden pyloner og bagstag.
(b) Model uden pyloner.
(c) Model med pyloner og bagstag.
Figur 3.1: Modeller med forskellige understøtningsforhold for Julsundbroen, hvor bl˚a
og orange trekanter symboliserer fastholdelse mod hhv. translationer og rotationer.
Tabel 3.3: Egenfrekvenser, angivet i Hz, for Julsundbroen med forskellige opbygninger
af FEM-modellen i ANSYS Classic.
Med pylon og bagstag Uden pylon Uden pylon og bagstag
nξ nα nξ nα nξ nα
1. Sym. 0,121 0,263 0,121 0,254 0,125 0.286
2. Sym. 0,165 0,502 0,167 0,502 0,191 0,503
1. Asym. 0,094 0,329 0,094 0,329 0,095 0,329
2. Asym. 0,185 0,657 0,185 0,656 0,185 0,659
Tabel 3.4: Egenfrekvenser, angivet i Hz, for Julsundbroen. Resultater fra ANSYS
Classic (med pylon og bagstag) og SOFiSTiK sammenlignes med kontrolberegninger.
Kontrolberegninger refererer til hhv. Eksaktmetoden jf. (2.35) og (2.46) for de symme-
triske og Galerkinsmetode jf. (2.63) for de asymmetriske svingninger.
FEM-modeller
ANSYS Classic SOFiSTiK jf. SV Kontrolberegninger
nξ nα nξ nα nξ nα
1. Sym. 0,121 0,263 0,122 0,255 0,122 0,296
2. Sym. 0,165 0,502 0,160 0,507 0,528
1. Asym. 0,094 0,329 0,097 0,331 0,089 0,347
2. Asym. 0,185 0,657 0,195 0,667 0,183 0,696
I Figur 3.2 er svingningsformerne fra ANSYS Classic vist for FEM-modellen med py-
69 Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet
RESULTATER 3.1 Julsundbroen
loner og bagstag. Dernæst er disse sammenholdt med kontrolberegningerne i Figur 3.3.
I FEM-programmet blev det observeret, at den anden symmetriske vertikalsvingning
lignede den første symmetriske vertikalsvingning med tre bølger, dog med den undta-
gelse, at vertikaltranslationen p˚a midten af brodækket gav næsten nul. Denne effekt
ses umiddelbart ikke, n˚ar bagstagene fjernes i FEM-programmet, idet man vil opn˚a en
svingningsform med fem bølger, hvilket ogs˚a forudsiges af Eksaktmetoden jf. (2.35).
Statisk divergens er ogs˚a undersøgt for hver af de tre FEM-modeller, der er præ-
senteret tidligere, hvor de aerostatiske formfaktorer for brodækket er vist p˚a Figur 3.4.
Formfaktorerne stammer fra Statens vegvesen og kombineres endvidere med en trykkraft
p˚a hovedkablet og pylonerne, der estimeres til hhv. CD,c (0) = 0, 864 og CD,p (0) = 1, 8,
hvor den sidstnævnte formfaktor stammer fra Boonyapinyo et al. [27].
I Tabel 3.5 er titlerne p˚a FEM-modellerne gengivet i forhold til fire forskellige konfi-
gurationer af vindstudiet, der er udført i ANSYS Classic. Alle konfigurationer er udført
med α0 = 0
◦ og α0 = ±3 ◦, som er vindens initiale angrebsvinkel p˚a brodækket. Forskel-
len i de enkelte konfigurationer ligger i, hvor meget vinden tages i betragtning i forhold
til hele bromodellen. I den første konfiguration er vinden p˚aført hele bromodellen, dvs.
brodækket, hovedkablerne og pylonerne. I den anden konfiguration medtages vinden
kun p˚a brodækket og pylonerne. I den tredje er det brodækket og hovedkablerne, der
udsættes for vind og i den sidste er det alene brodækket, der udsættes for vind.
Tabel 3.5: Kritisk divergensvindhastighed, angivet i m/s, fra ANSYS Classic. Symbo-
lerne viser, hvilken del af konstruktionen vindlasten virker p˚a, hvor er hovedkablet.
Konf. 1 Konf. 2 Konf. 3 Konf. 4
Løsning jf. Afsnit 2.4.5 α0
Med pyloner og bagstag
−3 ◦ 101 102 101 102
0 ◦ 89,9 90,7 89,9 90,7
3 ◦ 83,3 83,9 83,3 83,9
Uden pyloner
−3 ◦ 97,9 98,7
0 ◦ 87,7 88,4
3 ◦ 81,5 82,0
Uden pyloner og bagstag
−3 ◦ 105 102
0 ◦ 95,7 96,5
3 ◦ 88,2 88,7
Tager man udgangspunkt i modellen med pyloner og bagstag, kan man som vist i Fi-
gur 3.5 let afbilde flytningsudviklingen af brodækket op til brud for den første konfigura-
tion. I Figur 3.6 sammenlignes rotationsudviklingen fra ANSYS Classic med den iterative
metode, der gennemg˚as i Afsnit 2.4.4.1.2. For en middelvindhastighed p˚a U = 40 m/s
sammenholdes endvidere snitkræfterne, translationen ud af planet samt vinkeldrejnin-
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(a) VA-1 nξ = 0,094 Hz. (b) VS-1 nξ = 0,121 Hz.
(c) VS-2 nξ = 0,165 Hz. (d) VA-2 nξ = 0,185 Hz.
(e) TS-1 nα = 0,263 Hz. (f) TA-1 nα = 0,329 Hz.
(g) TS-2 nα = 0,502 Hz. (h) TA-2 nα = 0,657 Hz.
Figur 3.2: Modalanalyse af Julsundbroen i ANSYS Classic.
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(a) VA-1 nξ = 0,094 Hz.
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(b) VS-1 nξ = 0,121 Hz.
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(c) VA-2 nξ = 0,185 Hz.
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(d) TS-1 nα = 0,263 Hz.
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(e) TA-1 nα = 0,329 Hz.
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(f) TS-2 nα = 0,502 Hz.
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(g) TA-2 nα = 0,657 Hz.
Figur 3.3: Svingningsformer for Julsundbroen ud fra ANSYS Classic og kon-
trolberegninger, herunder (2.34), (2.44) og (2.56).
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Figur 3.4: Aerostatiske formfaktorer for brodækket for Julsundbroen jf. Statens veg-
vesen: CD,d, CL,d og 10CM,d, hvor de solide og stiplede er de anvendte
værdier i hhv. ANSYS Classic og kontrolberegningerne.
gen af brodækket i Figur 3.7 med en simpel kontrolberegning, udviklet af Pratley et al.
[9]. Derudover er hængebroen umiddelbart før bruddet vist i Figur 3.8.
De kritiske divergensvindhastigheder er ogs˚a fundet p˚a baggrund af kontrolbereg-
ningerne fra Afsnit 2.4. Resultaterne herfra er vist i Tabel 3.6. Glem ej, at alle kontrol-
beregninger tager udgangspunkt i en asymmetrisk brudform p˚a nær metoden jf. Afsnit
2.4.4.1.2 og Scanlans formel (2.130), hvor den sidstnævnte formel afhænger helt og al-
deles af den laveste torsionsegenfrekvens af systemet. Tabel 3.4 indikerer, at den laveste
egenfrekvens for torsionssvining er symmetrisk, deraf en symmetrisk brudform. De sidste
to beregningsmetoder i Tabel 3.6 evalueres desuden ved forskellige initiale angrebsvinkler
af vinden p˚a brodækket, mens de øvrige beregningsmetoder er begrænset til α0 = 0
◦.
Tabel 3.6: Kritiske divergensvindhastigheder ud fra forskellige kontrolberegninger,
inkl. Scanlans formel, for Julsundbroen.
Beregningsmetode α0 Udiv
[
m
s
]
Brudform A˚rsag
Simiu og Scanlan [52] jf. (2.130) 0◦ 112 Sym. Torsional divergence
Piana et al. [7] jf. (2.153) 0◦ 118 Asym. LT-buckling
Hirai et al. [53] jf. (2.154) 0◦ 97,9 Asym. L-buckling
Emrah og Benjamin (uden k) jf. (2.177) 0◦ 87,7 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (med k) jf. (2.177) 0◦ 115 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.1
−3 ◦ 137
0 ◦ 119 Asym. LT-buckling
3 ◦ 112
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.2
−3 ◦ 109
0 ◦ 104 Sym. LT-buckling
3 ◦ 100
Til sidst er brodækket undersøgt for to forskellige lastscenarier i forhold til en excen-
trisk belastet trafiklast, hvor belastningerne i det følgende stammer fra Statens vegvesen:
(1) 9 kN/m p˚a kørebanen og 2 kN/m p˚a gang/-cykelstien fordelt over hele brolængden
kombineret med en excentricitet p˚a hhv. 8 m og 13,5 m. (2) en koncentreret trafiklast
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(a) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket.
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(b) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
p˚a midten af brodækket.
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(c) Vertikaltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(d) Vertikaltranslation m˚alt p˚a midternoden
og p˚a midten af brodækket.
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(e) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(f) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og midten af brodækket.
Figur 3.5: Til venstre ses flytningerne startende fra U = 10 m/s og med en ændring p˚a
∆U = 10 m/s indtil statisk divergens indtræder. Til højre er udviklingen af flytningerne
afbildet som funktion af middelvindhastigheden, n˚ar denne øges fra U = 0 m/s til den
kritiske divergensvindhastighed. Plottet er for konfiguration 1 med α0 = 0
◦.
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Figur 3.6: Plot af α (U) for konfiguration 1 mod kontrolberegningen jf. Afsnit 2.4.4.1.2.
Farverne symboliserer: α0 = −3◦, α0 = 0◦ og α0 = 3◦, hvor de solide er fra
ANSYS Classic og de stiplede er kontrolberegningen.
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(a) Forskydningskraft m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.159a).
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(b) Moment m˚alt p˚a midternoden og langs
brodækket. Pratley: (2.159b).
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(c) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket. Pratley: den første afledte
af funktionen, der er givet i (2.160).
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(d) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.160).
Figur 3.7: Sammenligning af forskydning, moment, vinkeldrejning og translation ud
af planet for Julsundbroen. Kurverne er fundet ved anvendelse af ANSYS Classic og
simple kontrolberegninger, udviklet af Pratley et al. [9]. Plottet er for konfiguration
3 med α0 = 0
◦ og en middelvindhastighed p˚a U = 40 m/s.
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Figur 3.8: Udbøjningstilstand umiddelbart før statisk divergens for Julsundbroen med
konfiguration 1 og α0 = 0
◦, hvor: er den udeformerede ramme og er den
deformerede ramme. Udbøjningen er skaleret med en faktor 10 i ANSYS Classic.
best˚aende af fem lastbiler med fisk, der hver vejer 60 t, fordelt over en længde p˚a 100 m
og den samme excentricitet som for kørebanen i (1). I Tabel 3.7 er resultaterne heraf op-
givet i form af den største vinkeldrejning, der vil optræde langs brodækket, men i Figur
3.9 ses vinkeldrejningen over hele brodækket ud fra de forskellige beregningsmetoder.
Tabel 3.7: Den største vinkeldrejning for lastscenarie (1) og (2) for Julsundbroen.
Lastscenarie Beregningsmetode abs (αmaks) [
◦]
(1)
Emrah og Benjamin (approksimation) jf. (2.68) 0,750
Emrah og Benjamin jf. (2.77) 0,786
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.79) 0,786
Johannson og Andersen [13] jf. (2.104) 1,06
ANSYS Classic 0,983
(2)
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] (approksimation) jf. (2.109) 0,248
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] jf. (2.107) 0,248
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.79) 0,327
ANSYS Classic 0,374
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(a) Vinkeldrejning for lastscenarie (1).
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(b) Vinkeldrejning for lastscenarie (2).
Figur 3.9: Vinkeldrejning af brodækket som funktion af spændet, hvor: Emrah
og Benjamin jf. (2.66), Emrah og Benjamin jf. (2.76), Mittal og Jiwari [12] jf.
(2.79), Johannson og Andersen [13] jf. Afsnit 2.3.4 og ANSYS Classic.
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3.2 Jiangyinbroen
Jiangyingbroen er en kinesisk hængebro, beliggende i Jiangsuomr˚adet, hvor den kryd-
ser Asiens længste flod, Yangtze. Hængebroen best˚ar af en 6−sporet motorvej med to
fortove. Med sit lange hovedspænd, blev den k˚aret som verdens fjerdelængste hængebro
og den længste i Kina, da den stod færdig i 1999. I dag, 16 a˚r senere, er den røget ned
p˚a en ottendeplads p˚a verdensplan og m˚a nøjes med en fjerdeplads i Kina. I Tabel 3.8
er de geometriske og mekaniske størrelser opgivet, og i Appendiks B.2 findes relevante
skitser og nødvendige størrelser, der er brugt til modellering af pylonerne.
Tabel 3.8: Geometriske og mekaniske størrelser for Jiangyinbroen jf. Cheng et al. [10]
og Ding et al. [14] p˚a nær diameteren af hovedkabel, som er taget fra Caihua [15].
Geometri
Hovedspænd Lm 1385 m
Sidelængde (bagstag) Ls,1 336 m
Sidelængde (bagstag) Ls,2 309 m
Kabelfald f 131,905 m
Afstand imellem hovedkabler 2a 32,5 m
Afstand imellem hængere (i længderetning) Ω 16,0 m
Brodæk
Elasticitetsmodul Ed 210 GPa
Poissons forhold νd 0, 3
Tværsnitsareal Ad 1,1 m
2
Vertikal bøjningsinertimoment Iz 1,844 m
4
Lateral bøjningsinertimoment Iy 93,32 m
4
Vridningsinertimoment Iv 4,82 m
4
Masse md 18 000 kg/m
Masseinertimoment Id,m 1,426× 106 kgm2/m
Bredde B 36,9 m
Højde h 3,0 m
Kabel
Antal kabler n 2 stk
Elasticitetsmodul Ec 200 GPa
Effektivt tværsnitsareal pr. hovedkabel Ac 0,4825 m
2
Effektivt tværsnitsareal pr. bagstag Ab 0,5053 m
2
Masse pr. hovedkabel mc 3974,3 kg/m
Masse pr. bagstag mb 4081,8 kg/m
Diameter af hovedkabel dc 0,876 m
Hænger
Elasticitetsmodul Eh 140 GPa
Effektivt tværsnitsareal Ah 0,0064 m
2
Masse pr. hænger mh 50 kg/m
Pylon
Elasticitetsmodul Ep 35 GPa
Poissons forhold νp 0, 2
Densitet ρp 2550 kg/m
3
I Figur 3.10 er det samme modelkoncept som før illustreret, hvor der er lavet tre for-
skellige FEM-modeller af Jiangyinbroen i ANSYS Classic. Til forskel fra Julsundbroen,
er brodækket ikke fastholdt mod translation i længderetningen, hvilket giver komplika-
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tioner i forhold til kontrolberegningerne der forudsætter, at brodækket ikke flytter sig
i denne retning. Fastholdelsen er fjernet for at sammenligne egenfrekvenserne med en
anden FEM-model, hvor der gælder de samme forudsætninger. Den tilhørende Tabel 3.9
præsenterer antallet af elementer, der er brugt i de respektive FEM-modeller. Det har
vist sig, at det ikke er nødvendigt at øge antallet af elementerne yderligere, idet det ikke
har en væsentlig indflydelse p˚a de efterfølgende beregninger. Undersøgelsen er ikke vist.
(a) Model uden pyloner og bagstag.
(b) Model uden pyloner.
(c) Model med pyloner og bagstag.
Figur 3.10: Modeller med forskellige understøtningsforhold for Jiangyinbroen, hvor
bl˚a og orange trekanter symboliserer fastholdelse mod hhv. translationer og rotationer.
Tabel 3.9: Antal elementer i FEM-modeller.
Model Beam elementer Truss elementer
Figur 3.10a 262 350
Figur 3.10b 262 354
Figur 3.10c 284 354
Egenfrekvenserne for de to første symmetriske og asymmetriske vertikal- og torsions-
svingninger er præsenteret i Tabel 3.10 for alle tre FEM-modeller. I Tabel 3.11 er det kun
den sidste FEM-model, med pyloner og bagstag, der sammenlignes med Ding et al. [16]
samt kontrolberegningen. I modalanalysen blev det observeret, at FEM-modellen gav
store translationer i længderetning af brodækket ved den første og anden asymmetriske
vertikalsvingning, hvorfor disse, sammen med den anden symmetriske vertikalsvingning,
der opst˚ar som følge af bagstagene, ikke kan sammenlignes med kontrolberegningen.
I Figur 3.11 er svingningsformerne fra FEM-programmet vist og er efterfølgende i
Figur 3.12 sammenholdt med de analytiske forudsigelser af svingningsformerne.
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(a) VA-1 nξ = 0,088 Hz. (b) VA-2 nξ = 0,126 Hz.
(c) VS-1 nξ = 0,134 Hz. (d) VS-2 nξ = 0,187 Hz.
(e) TA-1 nα = 0,267 Hz. (f) TS-1 nα = 0,272 Hz.
(g) TS-2 nα = 0,413 Hz. (h) TA-2 nα = 0,531 Hz.
Figur 3.11: Modalanalyse af Jiangyinbroen i ANSYS Classic.
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(a) VS-1 nξ = 0,134 Hz.
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(b) TA-1 nα = 0,267 Hz.
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(c) TS-1 nα = 0,272 Hz.
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(d) TS-2 nα = 0,413 Hz.
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(e) TA-1 nα = 0,531 Hz.
Figur 3.12: Svingningsformer for Jiangyinbroen ud fra ANSYS Classic og kon-
trolberegninger, herunder (2.34), (2.44) og (2.56).
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Tabel 3.10: Egenfrekvenser, angivet i Hz, for Jiangyinbroen med forskellige opbygnin-
ger af FEM-modellen i ANSYS Classic.
Med pylon og bagstag Uden pylon Uden pylon og bagstag
nξ nα nξ nα nξ nα
1. Sym. 0,134 0,272 0,134 0,259 0,138 0.301
2. Sym. 0,187 0,413 0,188 0,411 0,219 0,420
1. Asym. 0,088 0,267 0,088 0,267 0,088 0,267
2. Asym. 0,126 0,531 0,126 0,531 0,126 0,531
Tabel 3.11: Egenfrekvenser, angivet i Hz, for Jiangyinbroen. Resultater fra hhv. AN-
SYS Classic (med pylon og bagstag) og Ding et al. [16] sammenlignes med kontrolbe-
regninger. Kontrolberegning refererer til hhv. Eksaktmetoden jf. (2.35) og (2.46) for de
symmetriske og Galerkinsmetode jf. (2.63) for de asymmetriske svingninger.
FEM-modeller
ANSYS Classic Ding et al. [16] Kontrolberegning
nξ nα nξ nα nξ nα
1. Sym. 0,134 0,272 0,134 0,273 0,135 0.309
2. Sym. 0,187 0,413 0,188 0,413 0,436
1. Asym. 0,088 0,267 0,089 0,268 0,276
2. Asym. 0,126 0,531 0,132 0,530 0,555
Statisk divergens er ligeledes undersøgt for hver af de tre FEM-modeller fra Figur
3.10. De aerostatiske formfaktorer for brodækket for Jiangyinbroen er givet i Figur 3.13.
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Figur 3.13: Aerostatiske formfaktorer for brodækket for Jiangyinbroen jf. Cheng et al.
[10]: CD,d, CL,d og 10CM,d, hvor de solide og stiplede er de anvendte værdier
i hhv. ANSYS Classic og kontrolberegningerne (NB: drag er normaliseret mht. B).
Figuren best˚ar principielt kun af diskrete punkter, hvorigennem der er trukket en ret
linje, som er under forudsætning af, at formfaktorerne er stykvis lineære. I kontrolbereg-
ningerne skal man være opmærksom p˚a, at man lineariserer formfaktorerne, s˚aledes at
formfaktoren for lift og moment regnes som CL,d (0) = CM,d (0) = 0 og hældningskoeffi-
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cienten i α = 0 ◦ approksimeres ved at tage middelværdien af de stykvis lineære kurver
umiddelbart før og efter α = 0 ◦. Derudover regnes der med de samme aerostatiske
formfaktorer for drag p˚a b˚ade hovedkablerne og pylonerne som for Julsundbroen.
I Tabel 3.12 er de kritiske divergensvindhastigheder fra ANSYS Classic præsenteret
og sammenholdt med FEM-modellen, der er udført af Cheng et al. [10] og som forudsæt-
ter, at formfaktoren for moment g˚ar igennem CM,d (0) = 0. Bemærk ændringen af den
initiale angrebsvinkel af vinden p˚a brodækket fra {−3◦, 0◦, 3◦} til {0◦, 3◦, 5◦}, som er
gjort udelukkende for at sammenligne de kritiske divergensvindhastigheder fra ANSYS
Classic med simuleringen fra Cheng et al. [10].
Tabel 3.12: Kritisk divergensvindhastighed, angivet i m/s, fra ANSYS Classic. Sym-
bolerne viser, hvilken del af konstruktionen vindlasten virker p˚a, hvor er hovedkablet.
Konf. 1 Konf. 2 Konf. 3 Konf. 4
Løsning jf. Afsnit 2.4.5 α0
Med pyloner og bagstag
0 ◦ 114 118 115 119
3 ◦ 102 103 102 103
5 ◦ 94,0 94,6 94,1 94,1
Uden pyloner
0 ◦ 112 115
3 ◦ 100 101
5 ◦ 91,9 92,8
Uden pyloner og bagstag
0 ◦ 125 129
3 ◦ 107 105
5 ◦ 98,7 100
Cheng et al. [10]
0 ◦ 113 116
3 ◦ 110
5 ◦ 102
I Figur 3.14 er der for FEM-modellen med pyloner og bagstag vist den tilhørende
flytningsudvikling af brodækket op til brud for den første konfiguration. I Figur 3.15
sammenlignes rotationsudviklingen fra ANSYS Classic med den iterative metode, der
gennemg˚as i Afsnit 2.4.4.1.1. Derudover er snitkræfterne, translationen ud af planet
samt rotationen af brodækket vist i Figur 3.16, der svarer til en middelvindhastighed
p˚a U = 40 m/s, hvilket er sammenholdt med en simpel kontrolberegning, udviklet af
Pratley et al. [9]. Bruddet for denne hængebro viser sig jf. resultaterne at indtræffe
øjeblikkeligt og ved sm˚a flytninger, hvorfor den deformerede ramme ikke er vist her.
De kritiske divergensvindhastigheder er ogs˚a estimeret vha. kontrolberegningerne fra
Afsnit 2.4. Disse er præsenteret i Tabel 3.13, hvor de iterative metoder er evalueret ved
forskellige initiale angrebsvinkler af vinden p˚a brodækket.
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(a) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket.
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(b) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
p˚a midten af brodækket.
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(c) Vertikaltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(d) Vertikaltranslation p˚a midternoden og p˚a
midten af brodækket.
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(e) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(f) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og p˚a midten af brodækket.
Figur 3.14: Til venstre ses flytningerne startende fra U = 10 m/s og med en ændring p˚a
∆U = 10 m/s indtil statisk divergens indtræder. Til højre er udviklingen af flytningerne
afbildet som funktion af middelvindhastigheden, n˚ar denne øges fra U = 0 m/s til den
kritiske divergensvindhastighed. Plottet er for konfiguration 1 med α0 = 0
◦.
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Figur 3.15: Plot af α (U) for konfiguration 1 mod kontrolberegningen jf. Afsnit
2.4.4.1.1. Farverne symboliserer: α0 = 5
◦, α0 = 3◦ og α0 = 0◦, hvor de
solide er ANSYS Classic og de stiplede er kontrolberegningen.
x [m]
T
[N
]
0 200 400 600 800 1000 1200
−8
−6
−4
−2
0
2
4
6
8
x 105
(a) Forskydningskraft m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.159a).
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(b) Moment m˚alt p˚a midternoden og langs
brodækket. Pratley: (2.159b).
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(c) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket. Pratley: den første afledte
af funktionen, der er givet i (2.160).
x [m]
β
[m
]
0 200 400 600 800 1000 1200
0
0.2
0.4
0.6
0.8
1
1.2
1.4
1.6
1.8
2
(d) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.160).
Figur 3.16: Sammenligning af forskydning, moment, vinkeldrejning og translation ud
af planet for Jiangyinbroen. Kurverne er fundet ved anvendelse af ANSYS Classic og
simple kontrolberegninger, udviklet af Pratley et al. [9]. Plottet er for konfiguration
3 med α0 = 0
◦ og en middelvindhastighed p˚a U = 40 m/s.
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Tabel 3.13: Kritiske divergensvindhastigheder ud fra forskellige kontrolberegninger,
inkl. Scanlans formel, for Jiangyinbroen.
Beregningsmetode α0 Udiv
[
m
s
]
Brudform A˚rsag
Simiu og Scanlan [52] jf. (2.130) 0◦ 92,3 Sym. Torsional divergence
Piana et al. [7] jf. (2.153) 0◦ 92,4 Asym. LT-buckling
Hirai et al. [53] jf. (2.154) 0◦ 108 Asym. L-buckling
Emrah og Benjamin (uden k) jf. (2.177) 0◦ 79,0 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (med k) jf. (2.177) 0◦ 87,6 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.1
0 ◦ 126
3 ◦ 106 Asym. LT-buckling
5 ◦ 98,9
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.2
0 ◦ 165
3 ◦ 144 Sym. LT-buckling
5 ◦ 132
Til slut er brodækkets vinkeldrejning undersøgt for de selvsamme lastscenarier som
for Julsundbroen. Ganske vist vil den excentriske trafiklast ikke være den samme for den-
ne hængebro, men pointen er at demonstrere beregningsmetodernes styrke indbyrdes. De
maksimale vinkeldrejninger for brodækket er oplistet i Tabel 3.14, mens vinkeldrejningen
er afbildet som funktion af spændet i Figur 3.17 for lastscenarierne (1) og (2).
Tabel 3.14: Den største vinkeldrejning for lastscenarie (1) og (2) for Jiangyinbroen.
Lastscenarie Beregningsmetode abs (αmaks) [
◦]
(1)
Emrah og Benjamin (approksimation) jf. (2.68) 0,464
Emrah og Benjamin jf. (2.77) 0,467
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.85) 0,466
Johannson og Andersen [13] jf. (2.104) 0,702
ANSYS Classic 0,631
(2)
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] (approksimation) jf. (2.109) 0,189
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] jf. (2.107) 0,189
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.85) 0,312
ANSYS Classic 0,358
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(a) Vinkeldrejning for lastscenarie (1).
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(b) Vinkeldrejning for lastscenarie (2).
Figur 3.17: Vinkeldrejning af brodækket som funktion af spændet, hvor: Emrah
og Benjamin jf. (2.66), Emrah og Benjamin jf. (2.76), Mittal og Jiwari [12] jf.
(2.79), Johannson og Andersen [13] jf. Afsnit 2.3.4 og ANSYS Classic.
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3.3 Halsafjordbroen
Halsafjordbroen er det helt store projekt og samtidig den sidste hængebro, der behandles
grundigt her. I det følgende er der givet et udkast til et brodesign, der illustrerer, hvordan
man ved brug af Non-flutter designprincippet fortsat kan overholde det krav, der stilles
af Statens vegvesen til den kritiske divergensvindhastighed p˚a Udiv = 60 m/s. I Figur
3.18 er brodækkets overordnede linjer vist, hvor der er brugt en twin-box dækløsning.
Dækløsningen best˚ar principielt af to brokasser, hvorimellem der er placeret en tvær-
bjælke, for at skabe et sammenhængende system. Brokasserne er derudover p˚a indersiden
fastgjort til lodrette hængere, der fører egenvægten af brodækket samt den variable last
videre til de langsg˚aende hovedkabler. De endelige geometriske og mekaniske størrelser
af det foresl˚aede design af Halsafjordbroen er angivet i Tabel 3.16.
12 mB = 12 mB =
2,8 mh =
2 36 ma =
2 48 mme =
Figur 3.18: Twin-box designløsning af Halsafjordbroen.
Det foresl˚aede design har hentet sin inspiration fra en teknisk rapport, der er udarbejdet
af Statens vegvesen (vedlagt i Appendiks E), hvori der er præsenteret en traditionel
løsning af Halsafjordbroen med et frekvensforhold p˚a 1, 6. Helt præcist er der gjort
følgende modifikationer af den traditionelle løsning:
• Hovedkablerne er placeret p˚a indersiden af brokasserne, for at f˚a et frekvensforhold
under e´n. Laustsen og Sahin [41] har vist for et forsimplet system, at det er muligt
at bringe frekvensforholdet under e´n, s˚afremt Iv ≈ 0 m4 og gyrationsradiusen1 rg
er større end den halve kabelafstand a.
• Spaltebredden er blevet større grundet ønsket om et stort masseinertimoment, idet
man teoretisk set har: γn =
√
kα/Im/
√
kξ/m→ 0 for Im →∞.
• Tværsnitsarealet af brokasserne er gjort lidt mindre alene ud fra den betragtning,
at der ikke er brug for nær s˚a meget materiale som i det traditionelle designprin-
cip, hvor man ønsker at indbygge en høj torsionsstivhed. Heraf følger en naturlig
reduktion af b˚ade bøjningsinertimomenterne samt massen af brodækket.
• Højden er blevet større og ma˚ler fra bunden af brokassen og op til overkanten af
vejbanen/belægningen. I Appendiks E er det kun den strukturelle del, der er vist.
1Gyrationsradius: rg =
√
Im/m, hvor Im og m er hhv. det samlede masseinertimoment og masse.
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• Tværbjælken er blevet længere og dermed tungere. Bemærk, at masseforøgelsen
af tværbjælken er større end massereduktionen af brokasserne.
• Dimensionerne p˚a hængerne, hovedkablerne og bagstagene er øget en smule, for at
tage højde for det ekstra vægtbidrag, der kommer fra tværbjælken.
Der er i alt udlagt en bredde p˚a 12 m for hver brokasse, hvilket bl.a. skal bruges til ud-
formning af ’næsen’ p˚a siden af brokassen. Derudover skal der være plads til en kørebane
og en gang-/cykelsti. I Tabel 3.15 er prognosen for den a˚rlige døgntrafik (A˚DT-tallet)
givet for Halsafjorden, hvor det ses, at det maksimale A˚DT-tal er under 4000 og idet
fartgrænsen p˚a hængebroen er 80 km/t, hører vejen under dimensioneringsklasse H2 jf.
Statens vegvesen [57]. S˚adan en dimensioneringsklasse kræver en kørebanebredde p˚a:
bkørebane = bkantbane + bkørebane + bkantbane = 1 m + 3,5 m + 1 m = 5,5 m
Tabel 3.15: Beregnede trafikmængder for fjordkrydsningen. Symbolet * repræsenterer
en prognose, hvor man regner A˚DT-tallet med en a˚rlig vækst p˚a 0,7 %, mens man ved
** regner med en gennemsnitlig vækst p˚a 2 % pr. a˚r. Taget fra Statens vegvesen [17].
Trafikmængde (A˚DT-tal).
a˚r 2010 a˚r 2040 (*) a˚r 2040 (**)
Hængebro 1900 2300 3400
Det forudsættes desuden, at der i spidstimen er 15 − 50 g˚aende og 15 − 50 cyklister,
hvorefter man i Statens vegvesen [57] kan se, at en fælles sti er passende til denne
trafikmængde. For s˚adan en fælles sti foreskrives der en totalbredde p˚a:
bsti = byderrabat + bsti + byderrabat = 0,25 m + 3 m + 0,25 m = 3,5 m
Tager man højde for disse krav til bredden af b˚ade kørebanen og stien, er der i Figur
3.19 vist en mulig udnyttelse af den ene brokasse. Det bemærkes, at der ogs˚a er afsat
plads til en adskillelse mellem den lette og den tunge trafik, som senere kan udnyttes,
s˚afremt trafikmængden overstiger det valgte dimensioneringsgrundlag.
I ANSYS Classic er Halsafjordbroen modelleret uden pyloner, idet erfaringen fra
de to forrige hængebroer har vist, at der er en god overensstemmelse mellem en mo-
del med og uden pyloner. Afvigelsen vurderes generelt som værende lille. Man kan dog
ikke komme udenom, at den bedste repræsentation af virkeligheden er en model med
pyloner, men det kræver imidlertid en længere tidshorisont at fastlægge dimensionerne
p˚a disse korrekt. Efter et vellykket konvergensstudie, best˚ar den færdige FEM-model i
Figur 3.20 i alt af 355 noder og 490 elementer, hvoraf 208 af dem er beam elementer
og de resterende 282 er truss elementer. Konvergensstudiet er ikke taget med i rapporten.
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  3 m   1,15 m 1,0 m 3,0 m 1,0 m
0,25 m
Yderrabat
Gang-/cykelsti Yderrabat
Adskillelse
Kantbane Kørebane
Rækværk
Kantbane
0,25 m
Tværbjælke
0,35 m
Autoværn
Figur 3.19: Opdeling af en brokasse p˚a Halsafjordbroen. Ved adskillelsen mellem den
lette og den tunge trafik skal der ogs˚a placeres rækværk, men det er ikke vist her.
Tabel 3.16: Geometriske og mekaniske størrelser for Halsafjordbroen.
Geometri
Hovedspænd Lm 2050 m
Sidelængde (bagstag) Ls,1 410 m
Sidelængde (bagstag) Ls,2 410 m
Kabelfald f 205 m
Afstand imellem kassernes tyngdepunkt 2em 48 m
Afstand imellem hovedkabler 2a 36 m
Afstand imellem hængere (i længderetning) Ω 30 m
Pr. brokasse
Elasticitetsmodul Ed 210 GPa
Poissons forhold νd 0,3
Tværsnitsareal Ad 0,38 m
2
Vertikal bøjningsinertimoment Iz 0,4 m
4
Lateral bøjningsinertimoment Iy 5 m
4
Vridningsinertimoment Iv 0,2 m
4
Masse md 5,6× 103 kg/m
Masseinertimoment Id,m 0 kgm
2/m
Bredde B 12 m
Højde h 2,8 m
Tværbjælke Masse (opgjort i længderetning af brodækket) mt 3,96× 103 kg/m
Kabel
Antal kabler n 2 stk
Elasticitetsmodul Ec 200 GPa
Effektivt tværsnitsareal pr. hovedkabel Ac 0,40 m
2
Effektivt tværsnitsareal pr. bagstag Ab 0,41 m
2
Masse pr. hovedkabel mc 3,28× 103 kg/m
Masse pr. bagstag mb 3,36× 103 kg/m
Diameter af hovedkabel dc 0,8 m
Hænger
Elasticitetsmodul Eh 160 GPa
Effektivt tværsnitsareal Ah 0,007 m
2
Masse pr. hænger mh 55 kg/m
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Derudover gør det samme understøtningsforhold sig gældende her som i FEM-modellen
uden pyloner af Julsundbroen i Afsnit 3.1.
Figur 3.20: FEM-model af Halsafjordbroen uden pyloner, hvor bl˚a og orange trekanter
symboliserer fastholdelse mod hhv. translationer og rotationer.
Egenfrekvenserne af hængebroen er oplistet i Tabel 3.17 og idet bagstagene er mo-
delleret, f˚ar man som forventet en ekstra symmetrisk vertikalsvingning (nr. 2), der ikke
kan sammenlignes med kontrolberegningen. De tilhørende svingningsformer fra ANSYS
Classic er præsenteret i Figur 3.21, og i Figur 3.22 er svingningsformerne sammenlignet
med dem, der forudsiges af kontrolberegningerne.
Tabel 3.17: Egenfrekvenser, angivet i Hz, for Halsafjordbroen. Resultater fra ANSYS
Classic sammenlignes med kontrolberegninger: Eksaktmetoden jf. (2.35) og (2.46) for
de symmetriske og Galerkinsmetode jf. (2.63) for de asymmetriske svingninger.
ANSYS Classic Kontrolberegning
nξ nα nξ nα
1. Sym. 0,103 0,099 0,107 0,104
2. Sym. 0,140 0,132 0,151
1. Asym. 0,084 0,082 0,077 0,076
2. Asym. 0,157 0,154 0,156 0,153
Det ses af Tabel 3.17, at γn = nα/nξ < 1 er opfyldt for b˚ade de symmetriske
s˚avel som de asymmetriske svingninger, men for at sikre os, at der ikke sker en kobling
mellem to ikke-lignende svingninger, er koblingsfaktorerne regnet ud som vist af Dyrbye
og Hansen [21]. Koblingsfaktorerne er vist i Figur 3.23, hvor der kun er undersøgt for
de første fire svingninger i stigende rækkefølge, s˚aledes at ”Vertikal nr. 1”betyder den
første vertikalsvingning og ”Vertikal nr. 4”betyder den fjerde vertikalsvingning.
I forbindelse med vindteknikken, er det Svend Ole Hansen ApS, der st˚ar for den
omfattende test af de aerostatiske/-dynamiske egenskaber af brodækket i en vindtunnel.
I skrivende stund udføres der fortsat test af det oprindelige design samt modifikationer
heraf, men det har ikke været muligt at fremskaffe de aerostatiske formfaktorer for
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(a) TA-1 nα = 0,082 Hz. (b) VA-1 nξ = 0,084 Hz.
(c) TS-1 nα = 0,099 Hz. (d) VS-1 nξ = 0,103 Hz.
(e) TS-2 nα = 0,132 Hz. (f) VS-2 nξ = 0,140 Hz.
(g) TA-2 nα = 0,154 Hz. (h) VA-2 nξ = 0,157 Hz.
Figur 3.21: Modalanalyse af Halsafjordbroen i ANSYS Classic.
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(a) TA-1 nα = 0,082 Hz.
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(b) VA-1 nξ = 0,084 Hz.
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(c) TS-1 nα = 0,099 Hz.
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(d) VS-1 nξ = 0,103 Hz.
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(e) TS-2 nα = 0,132 Hz.
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(f) TA-2 nα = 0,154 Hz.
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(g) VA-2 nξ = 0,157 Hz.
Figur 3.22: Svingningsformer for Halsafjordbroen ud fra ANSYS Classic og
kontrolberegninger, herunder (2.34), (2.44) og (2.56).
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Figur 3.23: Koblingsfaktorer for de første fire vertikal- og torsionssvingninger.
nogen af forsøgene. I stedet bruges de aerostatiske formfaktorer for Xihoumenbroen i
Figur 3.24, hvor lineariseringen sker i overensstemmelse med Afsnit 3.2. Derudover er
der brugt en bredde p˚a B = 36 m (forklaring følger i Afsnit 4.3 i diskussionskapitlet) og
den aerostatiske formfaktor for drag p˚a hovedkablerne er den samme som før.
α [◦]
−12−11−10−9 −8 −7 −6 −5 −4 −3 −2 −1 0 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12
−2
−1.5
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−0.5
0
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Figur 3.24: Aerostatiske formfaktorer for Xihoumenbroen jf. Ge og Shao [6]: CD,
CL og 10CM , hvor de solide og stiplede er de anvendte værdier i hhv. ANSYS
Classic og kontrolberegningerne (NB: drag er normaliseret mht. hele bredden).
I Tabel 3.18 er de kritiske divergensvindhastigheder fra ANSYS Classic kun præsen-
teret i forhold til den tredje og fjerde konfiguration af vindstudiet, idet pylonerne ikke er
modelleret. De p˚agældende konfigurationer er endvidere undersøgt for følgende initiale
angrebsvinkler af vinden p˚a brodækket: {0◦, 2◦, 3◦, 4◦, 5◦}.
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Tabel 3.18: Kritisk divergensvindhastighed, angivet i m/s, fra ANSYS Classic. Sym-
bolerne viser, hvilken del af konstruktionen vindlasten virker p˚a, hvor er hovedkablet.
Konf. 3 Konf. 4
Løsning jf. Afsnit 2.4.5 α0
Uden pyloner
0 ◦ 115 142
2 ◦ 72,5 76,6
3 ◦ 62,9 64,5
4 ◦ 59,2 60,4
5 ◦ 57,2 58,2
Uden pyloner og bagstag
0 ◦ 125 166
2 ◦ 76,6 81,6
3 ◦ 65,3 67,1
4 ◦ 61,1 62,4
5 ◦ 58,8 60,0
For konfiguration 3 er flytningensudviklingen som funktion af middelvindhastighe-
den op til brud vist i Figur 3.25. I Figur 3.26 sammenlignes rotationsudviklingen fra
ANSYS Classic med den iterative metode, der gennemg˚as i Afsnit 2.4.4.1.1. Derudover
er der i Figur 3.27 ogs˚a undersøgt for et statisk tilfælde, hvor forskydningen, momentet,
translationen ud af planet og vinkeldrejningen af brodækket er beregnet for en middel-
vindhastighed p˚a U = 40 m/s. I Figur 3.28 er hængebroen vist umiddelbart før bruddet.
De kritiske divergensvindhastigheder er ogs˚a regnet ud vha. kontrolberegningerne fra
Afsnit 2.4. Disse er vist i Tabel 3.19, hvor ”Hirai”giver en kompleks vindhastighed.
Tabel 3.19: Kritiske divergensvindhastigheder ud fra forskellige kontrolberegninger,
inkl. Scanlans formel, for Halsafjordbroen.
Beregningsmetode α0 Udiv
[
m
s
]
Brudform A˚rsag
Simiu og Scanlan [52] jf. (2.130) 0◦ 43,0 Asym. Torsional divergence
Piana et al. [7] jf. (2.153) 0◦ 40,0 Asym. LT-buckling
Hirai et al. [53] jf. (2.154) 0◦ Asym. L-buckling
Emrah og Benjamin (uden k) jf. (2.177) 0◦ 36,9 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (med k) jf. (2.177) 0◦ 36,5 Asym. LT-buckling
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.1
0 ◦ 88,8
Asym. LT-buckling
2 ◦ 55,1
3 ◦ 50,3
4 ◦ 47,6
5 ◦ 45,6
Emrah og Benjamin (iteration) jf. Afsnit 2.4.4.1.2
0 ◦ 270,5
2 ◦ 137,1
3 ◦ 130,1 Sym. LT-buckling
4 ◦ 127,7
5 ◦ 125,4
Til sidst er der undersøgt for følgende lastscenarier, n˚ar brodækket udsættes for en
excentrisk trafiklast: (1) 9 kN/m p˚a kørebanen og 2 kN/m p˚a gang/-cykelstien fordelt
over hele brolængden kombineret med en excentricitet p˚a hhv. 20,85 m og 26,25 m. (2)
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(a) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket.
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(b) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden af
brodækket, der giver sig mest.
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(c) Vertikaltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(d) Vertikaltranslation m˚alt p˚a midternoden
af brodækket, der giver sig mest.
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(e) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket.
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(f) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden af
brodækket, der giver sig mest.
Figur 3.25: Til venstre ses flytningerne startende fra U = 10 m/s og med en ændring p˚a
∆U = 10 m/s indtil statisk divergens indtræder. Til højre er udviklingen af flytningerne
afbildet som funktion af middelvindhastigheden, n˚ar denne øges fra U = 0 m/s til den
kritiske divergensvindhastighed. Plottet er for konfiguration 3 med α0 = 3
◦.
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Figur 3.26: Plot af α (U) for konfiguration 3 mod kontrolberegningen jf. Afsnit
2.4.4.1.1. Farverne symboliserer: α0 = 5
◦, α0 = 4◦, α0 = 3◦, α0 = 2◦
og α0 = 0
◦, hvor de solide er ANSYS Classic og de stiplede er kontrolberegningen.
x [m]
T
[N
]
0 200 400 600 800 1000 1200 1400 1600 1800 2000
−4
−3
−2
−1
0
1
2
3
4
x 105
(a) Forskydningskraft m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.159a).
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(b) Moment m˚alt p˚a midternoden og langs
brodækket. Pratley: (2.159b).
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(c) Vinkeldrejning m˚alt p˚a midternoden og
langs brodækket. Pratley: den første afledte
af funktionen, der er givet i (2.160).
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(d) Lateraltranslation m˚alt p˚a midternoden
og langs brodækket. Pratley: (2.160).
Figur 3.27: Sammenligning af forskydning, moment, vinkeldrejning og translation
ud af planet for Halsafjordbroen. Kurverne er fundet ved anvendelse af ANSYS
Classic og simple kontrolberegninger, udviklet af Pratley et al. [9]. Plottet er for
konfiguration 3 med α0 = 0 og en middelvindhastighed p˚a U = 40 m/s.
95 Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet
RESULTATER 3.3 Halsafjordbroen
Figur 3.28: Udbøjningstilstand umiddelbart før statisk divergens for Halsafjordbroen
med α0 = 3
◦, hvor: er den udeformerede ramme og er den deformerede ramme.
Udbøjningen er skaleret med en faktor 10 i ANSYS Classic.
en koncentreret trafiklast best˚aende af fem lastbiler med fisk, der hver vejer 60 t, fordelt
over en længde p˚a 100 m og den samme excentricitet for kørebanen i (1). De maksimale
vinkeldrejninger for brodækket er oplistet i Tabel 3.20, mens vinkeldrejningen er afbildet
som funktion af spændet i Figur 3.29 for b˚ade lastscenarie (1) og (2).
Tabel 3.20: Den største vinkeldrejning for lastscenarie (1) og (2) for Halsafjordbroen.
Lastscenarie Beregningsmetode abs (αmaks) [
◦]
(1)
Emrah og Benjamin (approksimation) jf. (2.68) 2,55
Emrah og Benjamin jf. (2.77) 2,49
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.85) 2,49
Johannson og Andersen [13] jf. (2.104) 5,28
ANSYS Classic 3,94
(2)
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] (approksimation) jf. (2.109) 1,03
Udvidelse af Johannson og Andersen [13] jf. (2.107) 1,03
Mittal og Jiwari [12] jf. (2.85) 2,31
ANSYS Classic 2,67
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(a) Vinkeldrejning for lastscenarie (1).
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(b) Vinkeldrejning for lastscenarie (2).
Figur 3.29: Vinkeldrejning af brodækket som funktion af spændet, hvor: Emrah
og Benjamin jf. (2.66), Emrah og Benjamin jf. (2.76), Mittal og Jiwari [12] jf.
(2.79), Johannson og Andersen [13] jf. Afsnit 2.3.4 og ANSYS Classic.
Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet 96
DISKUSSION
Kapitel 4
Diskussion
Med udgangspunkt i Kapitel 2 og Kapitel 3 diskuteres de anvendte teorier og metoder.
I denne sammenhæng vil der ogs˚a forekomme kommentarer og forslag til, hvordan nogle
af tingene kunne forbedres. Diskussionskapitlet er overordnet set bygget op efter teori-
kapitlet, hvor der indledes med en diskussion af modalanalysen i Afsnit 4.1. Dernæst i
Afsnit 4.2 følger excentrisk trafiklast og i Afsnit 4.3 sluttes der af med statisk divergens.
4.1 Modalanalyse
For Julsund-, Jiangyin- og Halsafjordbroen er brodækkets egenfrekvenser og egensving-
ningsformer bestemt. Beregningen er indledningsvis foretaget i ANSYS Classic, hvorefter
denne er sammenholdt med simple kontrolberegninger. For at kvantificere indflydelsen
af pylonerne og bagstagene p˚a egenfrekvenserne, er der for de første to hængebroer lavet
tre forskellige modeller. Det ses af Tabel 3.3 og Tabel 3.10, at modellen uden pyloner
og bagstag generelt vil medføre en konstruktion, der har den største stivhed ud af de
tre modeller, hvilket er som forventet. Omvendt besidder modellen uden pyloner den
mindste stivhed, idet egenfrekvenserne hovedsageligt er lavest for denne model. Det ses
endvidere, at de asymmetriske egenfrekvenser er de samme for alle tre modeller i Tabel
3.3 og Tabel 3.10. Dette skyldes, at tillægskraften i differentialligningen (2.133) giver
nul, hvilket betyder, at frihedsgraden i toppen af pylonerne ikke længere bliver relevant.
Den anvendte FEM-model med pyloner og bagstag for Julsund- og Jiangyinbroen er
desuden valideret p˚a baggrund af andre FEM-modeller, som andre forfattere har st˚aet
for. Heraf opn˚as der som vist i Tabel 3.4 og Tabel 3.11 generelt en god overensstemmelse
mellem de bestemte egenfrekvenser, hvilket styrker tiltroen til den anvendte FEM-model.
I modalanalysen blev det ogs˚a observeret, at der automatisk introduceres til en
ekstra vertikalsvingning, n˚ar bagstagene modelleres i ANSYS Classic. Dette kan have
sin begrundelse i, at den frihedsgrad, der opst˚ar i toppen af pylonerne, n˚ar bagstagene
begynder at give sig i længderetningen, f˚ar aktiveret en ny svingningsform p˚a dækket.
Denne svingningsform har en højere egenfrekvens i forhold til den, n˚ar brodækket f˚ar
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en vertikalsvingning uden at bagstagene giver efter. L˚aser man frihedsgraden ved f.eks.
at indsætte en understøtning i længderetning af pylontoppene, kan vertikalsvingningen,
der oprindeligt opstod som følge af bagstagene, elimineres helt. Tilføjer man ogs˚a en
understøtning i vertikalretningen, kan pylonerne udelades, hvorved man f˚ar en model, der
er i overensstemmelse med hængebroens differentialligninger givet i (2.53). Derfor er det
ogs˚a forventeligt, at den procentvise afvigelse af egenfrekvenserne mellem modellen uden
pyloner og bagstag overordnet set skal være mindst i forhold til kontrolberegningerne,
hvor f.eks. de symmetriske egenfrekvenser findes eksakt jf. (2.35) og (2.46), mens de
asymmetriske egenfrekvenser findes approksimativt jf. (2.63). I Tabel 4.1 er forholdet
mellem egenfrekvenserne fra ANSYS Classic og kontrolberegningerne beregnet.
Tabel 4.1: Forhold mellem egenfrekvenser fra ANSYS Classic og kontrolberegninger.
Kontrolberegninger referer til hhv. Eksaktmetoden jf. (2.35) og (2.46) for de symmetri-
ske og Galerkinsmetode jf. (2.63) for de asymmetriske svingninger.
Med pylon og bagstag Uden pylon Uden pylon og bagstag
∆nξ [%] ∆nα [%] ∆nξ [%] ∆nα [%] ∆nξ [%] ∆nα [%]
Julsundbroen
1. Sym. 99,2 88,9 99,2 85,8 102,5 96,6
2. Sym. 95,1 95,1 98,4 95,3
1. Asym. 105,6 94,8 105,6 94,8 106,7 94,8
2. Asym. 101,1 94,4 101,1 94,3 101,1 94,7
Jiangyinbroen
1. Sym. 99,3 88,0 99,3 83,8 102,2 97,4
2. Sym. 94,7 94,3 100,5 96,3
1. Asym. 96,7 96,7 96,7
2. Asym. 95,7 95,7 95,7
Halsafjordbroen
1. Sym. 96,3 95,2
2. Sym. 87,4
1. Asym. 109,1 107,9
2. Asym. 100,6 100,7
Det fremg˚ar umiddelbart af Tabel 4.1, at den bedste overensstemmelse p˚a egenfre-
kvenserne i forhold til kontrolberegningerne er modellen uden pyloner og bagstag. Til
trods herfor skal man dog i praksis altid sammenligne kontrolberegningerne med den
model, der stemmer bedst overens med virkeligheden, som i dette tilfælde er modellen
med pyloner og bagstag. I Figur 3.3 og Figur 3.12 er egensvingningsformerne for Julsund-
og Jiangyingbroen vist for bromodellen med pyloner og bagstag, mens egensvingnings-
formerne for Halsafjordbroen i Figur 3.22 er vist for bromodellen uden pyloner. Ud fra
disse ses der generelt en rigtig god overensstemmelse p˚a egensvingningsformerne, der
findes i ANSYS Classic i forhold til dem, der forudsiges af kontrolberegningerne. Viser
det sig, at der opst˚ar en afvigelse der er s˚a stor, at denne overskrider en fastsat tole-
rance, m˚a man overveje om ens model i et FEM-program er lavet korrekt. Tolerancen
kan være situationsafhængig, men man m˚a dog ikke glemme, at kontrolberegningerne
i sidste ende bruges til at give et overslag og er ikke fuldstændige, dvs. de indeholder
typisk nogle forudsætninger, der ikke nødvendigvis behøver at afbilde virkeligheden til
punkt og prikke. Derfor vil det være naturligt at forvente en vis procentvis afvigelse.
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N˚ar det er sagt, er frekvensforholdet generelt holdt under e´n for Halsafjordbroen,
hvilket betyder, at Non-flutter designprincippet er opfyldt, s˚afremt der kan regnes med
de aerodynamiske afledede for en flad plade. Nowicki og Flaga [37] har imidlertid vist, at
for et tværsnit, som ikke er strømlinet, kan flutter fortsat opst˚a, selvom man har et fre-
kvensforhold under end e´n. Det kan derfor ikke udelukkes helt, at flutter ikke vil opst˚a
for Halsafjordbroen med de geometriske og mekaniske størrelser, der er givet i Tabel
3.16, men med en fornuftig udformning af brodækket, som giver et strømlinet tværsnit,
er det sandsynligt, at designkriteriet er opfyldt. Det kan heller ikke udelukkes, at fre-
kvensforholdet kan ende med at være over e´n for Halsafjordbroen, idet FEM-modellen
er en approksimation, hvor et kompliceret system best˚aende af uendelig mange friheds-
grader er reduceret til blot 355 noder, 490 elementer og 1665 frihedsgrader. Derudover
er twindæksystemet p˚a Halsafjordbroen idealiseret, s˚aledes at dette fortsat regnes som
et langsg˚aende element placeret imellem kablerne som illustreret tidligere i Figur 2.19. I
denne forbindelse er der ikke taget højde for stivheden af tværbjælken, idet den er regnet
som et uendeligt stift forbindelsesled imellem begge brokasser. Et alternativ ville være,
at man skulle ud i en hel ny model, hvor brokasserne og tværbjælken blev modelleret
selvstændigt. Dette er imidlertid mere tidskrævende for et FEM-program at løse, idet
man p˚a den m˚ade introducerer flere noder, elementer og frihedsgrader.
4.2 Excentrisk trafiklast
Trafiklasten p˚a en hængebro kan i sig selv være ret kompleks at regne ud pga. den tilfæl-
dige variation af trafikken. I praksis er de dog typisk tabelleret i en norm, hvor værdien
heraf kan variere fra land til land. Følger man anvisningen i den relevante norm, kan
man finde den belastningsmodel, der er værst for hængebroen som man bliver nødt til
at dimensionere efter. For Halsafjordbroen har Statens vegvesen sat et krav til, at der
som minimum skal tjekkes for to bestemte lastscenarier, n˚ar brodækket skal undersøges
for excentrisk trafiklast i anvendelsesgrænsetilstanden. Lastscenarierne er allerede gen-
nemg˚aet i Kapitel 3, hvor lastscenarie (1) er fra Statens vegvesen [58], mens lastscenarie
(2) er et tænkt, men samtidig realistisk eksempel, hvor man er interesseret i at tjekke, om
en situation med fem store lastbiler med fisk, p˚a midten af brodækket kan resultere i en
større vinkeldrejning af brodækket. Principielt skal torsionsmomenterne fra lastscenarie
(1) p˚aføres efter den form som egensvingningen har for den laveste egenfrekvens for tor-
sion. Med andre ord betyder det, at hvis egensvingningsformen er symmetrisk, skal der
ligeledes p˚aføres et symmetrisk torsionsmoment langs hele brodækket, men er egensving-
ningsformen asymmetrisk, skal torsionsmomentet ogs˚a p˚aføres asymmetrisk, for at opn˚a
den størst mulige vinkeldrejning af brodækket. I (4.1) er der givet et eksempel p˚a en
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matematisk formulering af det asymmetriske torsionsmoment p˚a brodækket:
MT =

M 0 m ≤ x < Lm2
0 x = Lm2
−M Lm2 < x ≤ Lm
(4.1)
hvor M er et konstant torsionsmoment hidrørende fra trafikken. I Tabel 3.20 ses det,
at lastscenarie (1) bliver dimensionsgivende for Halsafjordbroen, hvor brodækket roterer
med 3,94 ◦ for et symmetrisk torsionsmoment langs hele brodækket og for en FEM-model
uden pyloner. At pylonerne ikke modelleres betyder, at der regnes med en torsionsstiv-
hed, der er for lav, idet pylonernes tilstedeværelse har en positiv indflydelse p˚a den
laveste symmetriske torsionsegenfrekvens, hvilket fremg˚ar af Tabel 3.3 og Tabel 3.10
for Julsund- og Jiangyingbroen. Adapterer man denne tendens til Halsafjorbroen, m˚a de
fundne vinkeldrejninger fra ANSYS Classic i Tabel 3.20 være p˚a den sikre side, idet man
i virkeligheden vil forvente en mindre vinkeldrejning af brodækket. P˚afører man i stedet
torsionsmomentet fra lastscenarie (1) som i (4.1), f˚ar man en større vinkeldrejning af
brodækket. Helt præcist f˚as en vinkeldrejning p˚a 7,17 ◦ i ANSYS Classic og 8,16 ◦ vha.
metoden i Afsnit 2.3.3. Sammenholdes vinkeldrejningerne fra ANSYS Classic, er den
procentvise stigning p˚a 82 % fra 3,94 ◦ til 7,17 ◦, hvilket alene skyldes, at den laveste
egensvingningsform for torsion er asymmetrisk jf. Tabel 3.17 for Halsafjordbroen.
I henhold til Statens vegvesen [57] og Statens vegvesen [59] kan man se, at veje der
hører under dimensioneringsklasse H2, skal have et resulterende fald p˚a mindst 20h og
højst 100h. Mindsteværdien stammer fra, at der skal være en vis hældning p˚a kørebanen
af hensyn til overfladeafvanding. P˚a den anden side m˚a sidehældningen kombineret med
længdefald/-stigning ikke give s˚a stort et resulterende fald, at der er risiko for, at hol-
dende køretøjer ikke kan st˚a fast p˚a en isglat kørebane. For en sidehældning p˚a 20h og
en stigning i længderetning p˚a 30h, kan man sammen med brodækkets vinkeldrejning
som følge af den excentriske trafiklast give et skøn over det resulterende fald:√
(20h+ 125,8h)2 + (30h)2 ≈ 148,9h > 100h
Det ses af det ovenst˚aende, at kravet til det største resulterende fald ikke er opfyldt,
hvilket skyldes den store vinkeldrejning som brodækket udsættes for, n˚ar der regnes
med en excentrisk trafiklast, der er asymmetrisk. I denne forbindelse kan der være krav
til vinkeldrejning af brodækket, hvor α = 7,17 ◦ i værste fald ikke kan accepteres af
bygherren. I s˚adan et tilfælde kan der, som det ogs˚a nævnes i Johannson og Andersen
[13], gøres brug af lysregulering p˚a hængebroen, hvorved man reducerer trafiklasten. En
anden mulighed er at trække varmerør under kørebanerne, s˚aledes at man kan sikre,
at kørebanernes overflader holdes fri for is i vinterperioderne, hvilket i bedste fald kan
bidrage til, at kravet til det maksimale resulterende fald kan øges. En tredje mulighed
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er at g˚a helt væk fra at bruge en twin-box dækløsning og i stedet eksperimentere med
andre dækløsninger f.eks. en triple-box, hvor den tunge trafik placeres p˚a midten.
Ud over ANSYS Classic er der ogs˚a brugt en h˚andfuld af andre metoder til at estimere
vinkeldrejningen af brodækket. Metoderne, der er gennemg˚aet i Afsnit 2.3.1, Afsnit 2.3.2
og Afsnit 2.3.3, tager alle udgangspunkt i hængebroens differentialligning, hvor hverken
pyloner eller bagstag tages i regning. Man regner alts˚a med en stivere konstruktion,
hvorfor det er forventeligt, at man i forhold til en bromodel i ANSYS Classic med
bagstag opn˚ar, ud fra disse metoder, en mindre vinkeldrejning af brodækket. Dette er
ogs˚a tilfældet som vist i Tabel 3.7, Tabel 3.14 og Tabel 3.20, men ud fra det tidligere
beregningseksempel ser man ikke den samme tendens, idet metoden i Afsnit 2.3.3 giver
en større en vinkeldrejning af brodækket i forhold til ANSYS Classic. Den lave stivhed
ses ogs˚a i Tabel 3.17, hvor kontrolberegningen giver en lavere egenfrekvens for den laveste
asymmetriske torsionsegensvingning, hvilket betyder, at ANSYS Classic i dette tilfælde
arbejder med en stivere model. Det er derfor ogs˚a forventeligt, at kontrolberegningen
skal give en større vinkeldrejning, men den lavere stivhed kan umiddelbart ikke forklares.
Det er ogs˚a bemærkelsesværdigt, at der f˚as den samme vinkeldrejning af brodæk-
ket for et jævnt fordelt torsionsmoment langs hele brodækket uanset om man følger
metoden i Afsnit 2.3.2, hvor hængebroens differentialligning for torsion løses eksakt
med EIza
2 = 0 eller den i Afsnit 2.3.3, hvor man itererer sig frem til en løsning vha.
fourierrækker og med EIza
2 6= 0. Ud fra dette kan man endnu engang bekræfte, at
bøjningsstivheden af brodækket er ubetydelig, s˚afremt man arbejder med lange hænge-
broer. P˚a den anden side kan man se, at ved brug af metoden i Afsnit 2.3.4 overestimeres
vinkeldrejningen af brodækket for et jævnt fordelt torsionsmoment, og at man underesti-
merer den for et koncentreret torsionsmoment. Bag metoden ligger dels en forudsætning
om en lineær sammenhæng mellem det modale koordinat og den modale belastning. Der-
udover antager den, at vinkeldrejningen af brodækket følger en perfekt sinusfunktion,
hvilket viser sig at være en fornuftig antagelse, s˚afremt der arbejdes med et jævnt fordelt
torsionsmoment langs hele brodækket. N˚ar konstruktionen dog p˚aføres et koncentreret
torsionsmoment, falder antagelsen om en perfekt sinusfunktion fra hinanden. Dette er
ogs˚a illustreret i Figur 4.1, hvor vinkeldrejningen af brodækket for Julsundbroen er plot-
tet for forskellige belastningslængder, alts˚a 2LT−værdier fra (2.107). Det ses heraf, at
der for det givne eksempel kan argumenteres for, at der ikke længere er tale om noget
der minder om en sinusfunktion for 2LT ≤ Lm/3, hvorfor der følger en begrænsning
til metoden for lave LT−værdier. For det helt ekstreme tilfælde med 2LT = Lm/16, er
det tydeligt at formen p˚a kurven er helt anderledes end den for 2LT = Lm, men denne
tendens kan man, som det fremg˚ar af Figur 3.9b, Figur 3.17b og Figur 3.29b, ogs˚a op-
fange vha. metoden i Afsnit 2.3.3, der ogs˚a har den styrke, at man kan bruge den til at
p˚aføre vilk˚arlige torsionsmomenter, mens de øvrige metoder enten er l˚ast fast til et jævnt
fordelt torsionsmoment langs hele brodækket eller et koncentreret torsionsmoment.
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Figur 4.1: Normaliseret vinkeldrejning af brodækket p˚a Julsundbroen som funktion
af spændet fra ANSYS Classic. Belastningslængden 2LT varieres med: Lm/16,
Lm/8, Lm/4, Lm/3 og Lm. Derudover er: sin (pix/Lm).
4.3 Statisk divergens
Der er et stort spring i detaljeringsgraden fra Scanlans lineære formel til en fuldstæn-
dig ikke-lineær FEM-model, n˚ar den kritiske divergenshastighed skal bestemmes. For
at opklare hvad der ligger i det store spring, er der i Afsnit 2.4 gennemg˚aet nye s˚avel
som kendte beregningsmetoder, der tager højde for flere effekter og som er lidt mere
virkelighedsnære i forhold til Scanlans simple formel. I nogle af beregningsmetoderne
er der gjort den forudsætning, at de aerostatiske formfaktorer er lineariseret omkring
α = 0 ◦, hvorved man regner med en lineær sammenhæng mellem vinkeldrejningen af
brodækket og de aerostatiske formfaktorer. Idet de aerostatiske formfaktorer typisk an-
gives som diskrete punkter i et koordinatsystem, er hældningen i α = 0 ◦ fundet ud fra
middelværdien af hældningen p˚a de respektive lineære kurver hhv. før og efter α = 0 ◦.
Med lineære kurver er det ment, at de aerostatiske formfaktorer er stykvis lineære imel-
lem to p˚a hinanden følgende diskrete punkter. Dette er naturligvis ikke helt korrekt, men
vurderes alligevel som værende retfærdigt, n˚ar der ikke er opgivet noget andet. De aero-
statiske formfaktorer lineariseres omkring α = 0 ◦, idet middelvinden antages at ramme
brokonstruktionen med denne vinkel, hvilket m˚a betyde at deformationsudviklingen vil
starte her. Ved højere vindhastigheder vil de aerostatiske formfaktorer dog bevæge sig
væk fra dette udgangspunkt. I Denoe¨l [60] drages der en tilsvarende konklusion.
Vendes blikket mod Afsnit 3.2 og Afsnit 3.3, kan man ved sammenligning mellem
resultaterne fra beregningsmetoderne (2.130), (2.153), (2.154) og (2.177) i forhold til
ANSYS Classic se, at der er en forholdsvis stor afvigelse. En tilsvarende tendens gør sig
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gældende for de tænkte FEM-modeller i Tabel 4.2, hvor de aerostatiske formfaktorer
antages at være stykvis lineære. FEM-modellerne er her valgt p˚a s˚adan en m˚ade, at
den laveste egensviningsform for torsion er asymmetrisk. I tabellen opn˚as imidlertid
en god overensstemmelse mellem beregningsmetoderne og ANSYS Classic, s˚afremt de
aerostatiske formfaktorer kan beskrives ved en lineær funktion.
Tabel 4.2: Sammenligning af kritiske divergensvindhastigheder, angivet i m/s, hvor
ANSYS Classic bygger p˚a en model uden pyloner og bagstag samt konfiguration 3.
Derudover refererer Afsnit 2.4.4.1.1 til den iterative metode for de asymmetriske brud-
former, (2.177) er en selvudviklet analytisk formel og (2.130) er Scanlans formel.
Model Formfaktorer/B/h α0 [
◦] ANSYS
Classic
Afsnit
2.4.4.1.1
Formel
(2.177)
Formel
(2.130)
Æ
n
d
ri
n
g
if
t.
J
u
ls
u
n
d
b
ro
en
L
m
=
33
00
m
,
A
c
=
0,
8
m
2
Julsundbroen (Lineær)/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 70 72
0 64 68 73 74
3 60 65
Jiangyinbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,9 m/h = B
0 81 80 51 50
3 71 70
Xihoumenbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,0 m/h = B
0 168 141 41 49
3 80 74
CD (0) = 1, C
′
M (0) = 3, C
′
L (0) = 6/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 38 38
0 42 41 41 39
3 36 37
CD (0) = 0, 5, C
′
M (0) = 1, C
′
L (0) = 3/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 68 67
0 73 70 70 68
3 61 64
Æ
n
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ri
n
g
if
t.
J
u
ls
u
n
d
b
ro
en
L
m
=
25
00
m
,
A
c
=
0,
5
m
2
,
I v
=
5
m
2 Julsundbroen (Lineær)/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 73 74
0 66 69 73 77
3 61 66
Jiangyinbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,9 m/h = B
0 83 80 53 53
3 71 70
Xihoumenbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,0 m/h = B
0 154 137 53 51
3 80 73
CD (0) = 1, C
′
M (0) = 3, C
′
L (0) = 6/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 40 39
0 43 42 42 41
3 35 38
CD (0) = 0, 5, C
′
M (0) = 1, C
′
L (0) = 3/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 72 69
0 73 71 71 71
3 62 65
De lave kritiske divergensvindhastigheder, der opn˚as i Afsnit 3.2, Afsnit 3.3 og Tabel
4.2 kan forklares ud fra den m˚ade som lineariseringen af de aerostatiske formfaktorer er
foretaget i de tidligere nævnte beregningsmetoder. Ma˚den som lineariseringen er fore-
taget medfører tit og ofte, at man ender med at f˚a for stor en hældning, især for det
aerostatiske moment. Idet en stor hældning er ensbetydende med en stor belastning,
kan man heraf slutte, at man f˚ar en lavere kritisk divergensvindhastighed end forventet.
En beregningsmetode hvor der tages hensyn til ikke-lineære aerostatiske formfaktorer er
derfor altid mere favorabel, men til gengæld medfører s˚adan en model, at man m˚a ud i
en iterationsprocedure. Sammenholdes de kritiske divergensvindhastigheder fundet vha.
iterationsmetoden i Afsnit 2.4.4.1.1 med ANSYS Classic, fremg˚ar det tydeligt af Afsnit
3.2, Afsnit 3.3 og Tabel 4.2, at der generelt er en bedre overensstemmelse.
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For Julsundbroen i Afsnit 3.1 ses det imidlertid, at egensvingningsformen, der er
lavest for torsion, er symmetrisk, mens beregningsmetoderne fra det tidligere med und-
tagelse af Scanlans formel og iterationsmetoden i Afsnit 2.4.4.1.2 tager udgangspunkt i,
at den er asymmetrisk. Det er derfor ogs˚a forventeligt, at disse beregningsmetoder skal
give en væsentligt højere kritisk divergensvindhastighed m˚alt op imod ANSYS Classic.
I Tabel 4.3 er der kørt en analyse som før, hvor FEM-modellerne er ændret, s˚aledes
at den laveste egensvingningsform for torsion er symmetrisk. Overordnet set har man det
samme billede, hvor der opn˚as en bedre overensstemmelse med iterationsmetoden i Afsnit
2.4.4.1.2 i forhold til Scanlans formel. Idet hverken iterationsmetoden eller Scanlans
formel tager højde for drag p˚a brodækket og hovedkablerne, er det ogs˚a retfærdigt at
sammenligne disse med ANSYS Classic, hvor der heller ikke regnes med drag.
Tabel 4.3: Sammenligning af kritiske divergensvindhastigheder, angivet i m/s, hvor
ANSYS Classic bygger p˚a en model uden pyloner og bagstag samt konfiguration 3, n˚ar
der regnes med drag. Derudover refererer Afsnit 2.4.4.1.2 til den iterative metode for
de symmetriske brudformer og (2.130) er Scanlans formel.
ANSYS Classic
Model Formfaktorer/B/h α0 [
◦] Med drag Uden drag
Afsnit
2.4.4.1.2
Formel
(2.130)
Æ
n
d
ri
n
g
if
t.
J
u
ls
u
n
d
b
ro
en
L
m
=
25
00
m
,
A
c
=
0,
5
m
2
Julsundbroen (Lineær)/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 78 79 78
0 71 73 74 85
3 66 68 70
Jiangyinbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,9 m/h = B
0 88 91 93 57
3 77 81 85
Xihoumenbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,0 m/h = B
0 163 211 222 57
3 81 106 106
CD (0) = 1, C
′
M (0) = 3, C
′
L (0) = 6/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 43 43 41
0 46 46 43 45
3 40 40 40
CD (0) = 0, 5, C
′
M (0) = 1, C
′
L (0) = 3/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 77 76 72
0 79 80 75 79
3 67 68 70
Æ
n
d
ri
n
g
if
t.
J
u
ls
u
n
d
b
ro
en
L
m
=
80
0
m
,
A
c
=
0,
3
m
2
,
I v
=
5
m
4 Julsundbroen (Lineær)/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 170 186 185
0 141 160 170 204
3 126 140 157
Jiangyinbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,9 m/h = B
0 154 183 180 137
3 118 129 155
Xihoumenbroen (Stykvis lineær)/
B = 36,0 m/h = B
0 228 381 417 136
3 133 185 204
CD (0) = 1, C
′
M (0) = 3, C
′
L (0) = 6/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 110 108 101
0 102 109 104 109
3 76 79 89
CD (0) = 0, 5, C
′
M (0) = 1, C
′
L (0) = 3/
B = 32,0 m/h = 4,025 m
-3 195 195 178
0 158 190 180 189
3 117 130 145
I Tabel 4.3 bemærkes det, at drag har en stor indflydelse p˚a de kritiske divergensvind-
hastigheder, s˚afremt CM (α) først opn˚ar en væsentlig størrelse ved store vinkeldrejninger
af brodækket. Det vedhører de aerostatiske formfaktorer for Jiangyin- og Xihoumenbro-
en, hvor det største forhold mellem en FEM-model med og uden drag er 167 % for en
relativ kort hængebro, der spænder 800 m. Konklusionen fra Piana et al. [7], Boonya-
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pinyo et al. [27] og Xu [35] kan dog ikke udelukkes, hvor drag primært er relevant for
lange hængebroer, idet modellerne i Tabel 4.3 er tænkte eksempler.
En vindstrømning er typisk turbulent. Den varierer p˚a en kompleks, tilfældig m˚ade i
b˚ade tid og rum, hvorfor den principielt skal behandles statistisk. I denne rapport er de
kritiske vindhastigheder for en hængebro dog kun undersøgt ud fra en statisk analyse
med middelvindlaster, men hvis der skal tages højde for turbulensen og det dynamiske
respons, gør det en analyse i tidsdomænet nødvendigt. En s˚adan analyse vil jf. Zhang
[36] føre til en lavere kritisk divergensvindhastighed, hvilket m˚a betyde, at de fundne
kritiske divergensvindhastigheder heri m˚a vurderes som værende p˚a den usikre side. Der-
udover er der ogs˚a gjort den antagelse, at middelvindlasten er fuldt korreleret langs hele
brodækket, hvilket normalt vil give den laveste kritiske divergensvindhastighed, s˚afremt
den laveste egensviningsform for torsion er symmetrisk. Idet den laveste egensvinings-
form for torsion for Halsafjordbroen er asymmetrisk, undersøges der i Tabel 4.4 for et
lastscenarie, hvor middelvindlasten p˚a den første halvdel af hovedspændet er forholdsvis
lav (beregningsteknisk nul), mens den for den anden halvdel af hovedspændet er fuldt
korreleret. Analysen viser, at der ikke er en synderlig forskel i de kritiske divergensvind-
hastigheder, hvilket kan begrundes ud fra, at brudformen for Halsafjordbroen ikke er
fuldstændig asymmetrisk omkring bromidten som vist i Figur 3.25a.
Tabel 4.4: Kritisk divergensvindhastighed, angivet i m/s, fra ANSYS Classic. Ana-
lysen tager udgangspunkt i de geometrisk og mekaniske størrelser af Halsafjordbroen i
Tabel 3.16 og de aerostatiske formfaktorer, der nævnes i selvsamme afsnit. Symbolerne
viser, hvilken del af konstruktionen vindlasten virker p˚a, hvor er hovedkablet.
Vind p˚a hele hængebroens længde Vind p˚a den ene halvdel af hængebroen
Konfiguration 3 Konfiguration 4 Konfiguration 3 Konfiguration 4
Løsning jf. Afsnit 2.4.5 α0 [
◦]
Uden pyloner
0 ◦ 115 142 117 130
2 ◦ 72,5 76,6 71,9 73,8
3 ◦ 62,9 64,5 63,2 64,0
4 ◦ 59,2 60,4 60,0 60,6
5 ◦ 57,2 58,2 57,4 58,0
Statens vegvesen har oplyst, at designværdien for den kritiske divergensvindhastighed
kun gælder for en almindelig lineær materialeanalyse, hvor der ikke tages højde for,
at der kan opst˚a flydning i materialet. Dette m˚a betyde, at en analyse lignende den i
Boonyapinyo et al. [27] vil give en lavere kritisk divergensvindhastighed, men til gengæld
vil designværdien for den kritiske divergensvindhastighed reduceres, idet man her regner
med en mere eksakt model, hvor usikkerheden af resultatet i sidste ende er reduceret.
De kritiske divergensvindhastigheder for Halsafjordbroen er som pointeret før be-
stemt p˚a baggrund af de aerostatiske formfaktorer for Xihoumenbroen, hvor den sam-
lede bredde fra Xihoumenbroen p˚a 36 m er anvendt. Tværsnittet, der er anvendt p˚a
Halsafjordbroen, har imidlertid en samlet bredde p˚a 60 m, mens spaltebredden er 36 m
i forhold til 6 m for Xihoumenbroen. Derudover er bredden af en brokasse reduceret fra
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15 m til 12 m. Kwok et al. [61] har vist for en twindækløsning, at spaltebredden har
en ubetydelig indflydelse p˚a b˚ade lift- og momentlastleddene i (2.114), hvor den største
spaltebredde, de undersøger, svarer til 54 % i forhold til bredden af brokasserne tilsam-
men. Det ses til gengæld, at formfaktoren for drag stiger efterh˚anden som spaltebredden
øges. I denne sammenhæng kan der argumenteres for, at s˚afremt tendensen fortsætter
for større spaltebredder, kan man bruge de samme formfaktorer for lift og moment fra
Xihoumenbroen p˚a Halsafjordbroen og m˚aske endda en anelse reduceret, idet bredden
af brokasserne er mindre for Halsafjordbroen. Højden af brodækket for Halsafjordbroen
er derimod reduceret fra 3,51 m for Xihoumenbroen til 2,8 m, hvilket antages at kom-
pensere for den øgede formfaktor for drag. P˚a den anden side har Yang et al. [62] vist
en tendens, der er ulig den i Kwok et al. [61] med nogle andre brokasser. Her opn˚as der
en stigning af lift- og momentlastleddene i (2.114) efterh˚anden som spaltebredden gøres
større. Dette viser at det generelt er svært at sige noget om formfaktorernes variation,
n˚ar man ændrer p˚a spaltebredden og brokassens ydre geometri. P˚a baggrund af disse
vurderinger er det valgt at anvende de samme aerostatiske middelvindlaster som for Xi-
houmenbroen, men der kræves selvsagt en yderligere undersøgelse heraf inden man kan
sige noget helt konkret om præcisionen af de fundne kritiske divergensvindhastigheder.
Det er ogs˚a værd at bemærke, at efterh˚anden som vindlasten øges p˚a Halsafjordbro-
en, g˚ar udbøjningsformen af brodækket for b˚ade vinkeldrejningen og vertikalflytningen
jf. Figur 3.25a og Figur 3.25c fra at være symmetrisk til at være asymmetrisk. Brudfor-
men stemmer overens med, hvad man ma˚tte forvente, idet konstruktionen har en lavere
stivhed, n˚ar den bøjer ud med to bølger i forhold til en enkelt. Til sammenligning har
man den velkendte Eulersøjle, hvor instabiliteten altid opst˚ar alene med e´n bølge, men
grundet en hængebros kompleksitet, er dette ikke længere tilfældet. Cheng et al. [10]
har ogs˚a vist, at brudformen for Jiangyinbroen er asymmetrisk med to bølger, n˚ar der
optræder statisk divergens. En tilsvarende brudform er ikke set for nogle af modellerne
i Tabel 3.12 for Jiangyinbroen i denne rapport, men bruddet opst˚ar ogs˚a meget plud-
seligt, hvorfor det er svært at sige, hvad der sker lige inden brud. Det at bruddet evt.
kunne være symmetrisk er heller ikke utænkeligt, idet egenfrekvenserne for de laveste
asymmetriske og symmetriske egensvingningsformer ligger meget tæt op ad hinanden.
Derudover er der ogs˚a kigget p˚a det simple udtryk som Pratley et al. [9] udvikle-
de i 1933 til bestemmelse af kraftoverførslen af drag. Det ses af Figur 3.7, Figur 3.16
og Figur 3.27, at den simple beregningsmetode næsten forudsiger de samme snitkraft-,
vinkeldrejnings- og flytningskurver som den mere komplicerede FEM-model gør. P˚a bag-
grund af den store præcision, er det derfor valgt at udvide udtrykket (2.146) af Piana
et al. [7] til ogs˚a at medtage kraftoverførslen af drag fra brodækket til hovedkablerne.
Der er desuden ikke angivet en kritisk divergensvindhastighed, hvor den initiale an-
grebsvinkel er negativ for de hængebroer, hvor formfaktorerne for Jiangyin- og Xihou-
menbroen er brugt. Det gælder Afsnit 3.2 og Afsnit 3.3, hvor kurverne for de aerostatiske
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momentformfaktorer er konkave i det negative omr˚ade. Af eksempel kan der f.eks. kigges
p˚a formfaktoren for moment for Xihoumenbroen i Figur 3.24, hvor FEM-modellen ikke
kan finde en ligevægt efter en vinkeldrejning af brodækket p˚a −8 ◦. Man siger ogs˚a at
den er i en stabil ligevægtstilstand, hvor den ikke kan bryde, idet den under iterations-
proceduren hele tiden vil ”springe”frem og tilbage indenfor den konkave kurve.
Nedenfor er der i punktform oplistet vigtige designparametre som man kan ændre
p˚a med henblik p˚a at øge den kritiske divergensvindhastighed:
• Kabelfald. Et mindre kabelfald betyder generelt en større vandret trækkraft i
hovedkablerne jf. (2.8), hvilket i sidste ende giver en stivere konstruktion og der-
med en højere kritisk divergensvindhastighed. Derudover kan en større trækkraft
i hovedkablerne medføre, at dimensionerne p˚a disse skal øges, hvorfor egenvægten
af hovedkablerne ogs˚a øges. Omvendt kan man spare p˚a materialeforbruget p˚a py-
lonerne, idet man ved mindre kabelfald kan gøre pylonhøjderne mindre. Generelt
varierer kabelfaldet jf. Gimsing og Georgakis [18] fra 1/9 til 1/11 af hovedspændet,
hvor den mest almindelige værdi er 1/10 af hovedspændet. Værdierne heraf stam-
mer fra en optimering af den vertikale flytning af hovedspændet, hvilket principielt
kan kompenseres ved at foreskrive en pilhøjde p˚a brodækket.
• Sidespænd. Selvom sidespændet har været negligeret hele veje igennem i denne
rapport, har det en indflydelse p˚a den vertikale stivhed p˚a hovedspændet. Øger man
sidespændets længde, bliver det naturlige fald af bagstagene automatisk større.
Derfor betyder det, at der for store sidespænd g˚ar en del af trækkraften i hoved-
kablerne til at rette bagstagene op – inden de aktiveres. P˚a denne m˚ade reduceres
trækkraften i hovedkablerne, hvilket med andre ord betyder, at hovedspændet bli-
ver mere fleksibel. Ud fra en statisk divergensbetragtning er det mest optimale
system derfor et system, der enten har et kort eller ingen sidespænd.
• Kabelafstand. Afstanden imellem hovedkablerne, dvs. 2a er af stor betydning
for hængebroens samlede torsionsstivhed. Øges denne afstand, vil man ogs˚a øge
bidraget fra hovedkablerne til masseinertimomentet. Samtidig vil man ogs˚a øge det
bidrag der kommer fra hovedkablerne til vridningsstivheden, men for lange hæn-
gebroer viser det sig imidlertid, at bidraget fra vridningsstivheden er mere domi-
nerende end masseinertimomentforøgelsen. Bidraget bliver s˚a stort, at brodækkets
vridningsstivhed bliver af uden betydning i forhold til den overordnede stabilitet.
Derfor kan man ved en øget kabelafstand øge den kritiske divergensvindhastighed
som det fremg˚ar af (2.130), idet man opn˚ar en højere torsionsegenfrekvens.
• Højde af brodæk. En lavere højde af brodækket betyder mindre drag p˚a brodæk-
ket og samtidig en øgning af den kritiske divergensvindhastighed.
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• Strømlinet brodæk. Brodækkets ydre geometri er ikke uden betydning, idet
denne spiller en væsentlig rolle i forhold til de aerostatiske formfaktorer. Synderen
i statisk divergens har i dette arbejde typisk været hældningen p˚a momentform-
faktoren, hvorfor en reduktion af denne vil være gunstig, s˚afremt man ønsker at
øge den kritiske divergensvindhastighed.
Det er en kendsgerning, at b˚ade vertikal- og torsionsstivheden falder efterh˚anden som
brolængden stiger. Denne tendens er ogs˚a vist af Fujino og Siringoringo [20]. Det erfares
dog, at torsionsstivheden oplever et større fald, hvilket resulterer i at frekvensforholdet
γn ogs˚a falder som funktion af brolængden. Det m˚a derfor ogs˚a betyde, at n˚ar frekvens-
forholdet reduceres, falder den kritiske vindhastighed ogs˚a tilsvarende for b˚ade statisk
divergens og klassisk flutter, s˚afremt man ikke befinder sig i omr˚adet nær Non-flutter.
Non-flutter designprincippet ser derfor meget godt ud p˚a papiret, men man skal ogs˚a hu-
ske p˚a, at en reduktion af torsionsstivheden samtidig skaber udfordringer andre steder.
Det er bl.a. vist for to lange hængebroer ud fra en FEM-model samt et vindtunnelforsøg,
hvor Boonyapinyo et al. [27] og Zhang et al. [30] kommer frem til den konklusion, at det
ikke er flutter, men statisk divergens, som opst˚ar ved den laveste kritiske vindhastighed.
Ræsonnementet i at reducere torsionsstivheden ved at placere hovedkablerne p˚a inder-
siden bør derfor tages op til grundig overvejelse, idet torsionsstivheden er den primære
kilde til opn˚aelse af en høj kritisk vindhastighed for statisk divergens. Tænkes desig-
net implementeret for en lang hængebro, kræver det derfor en væsentlig forbedring af
brodækkets aerostatiske formfaktorer, hvor specielt momentformfaktoren er vigtig. Kan
denne udfordring løses, har man dog forsat en forholdsvis torsionsslap konstruktion, hvor
det er vist, at der ogs˚a er begrænsninger, der for˚arsages af store vinkdeldrejninger ved ex-
centrisk trafiklast. Foruden de nævnte problemer er der ogs˚a yderligere undersøgelser af
andre vindrelaterede fænomener, der mangler. Det gælder bl.a. torsionsflutter, galloping
og rytmisk hvirvelafløsning. Det sidstnævnte vindfænomen er p˚a nuværende tidspunkt
det, der skaber problemer for det design, Statens vegvesen arbejder p˚a.
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Kapitel 5
Konklusion
Der er udført FEM-analyser af Julsund-, Jiangyin- og Halsafjordbroen, som alle stemmer
godt overens med andre beregningsmodeller.
For Halsafjordbroen er der foresl˚aet et design, der opfylder designkriteriet for Non-flutter,
hvor frekvensforholdet er γn = 0, 98. Designet giver for en symmetrisk og asymmetrisk
excentrisk trafiklast en vinkeldrejning af brodækket p˚a hhv. α = 3,94 ◦ og α = 7,17 ◦.
Med de aerostatiske formfaktorer for Xihoumenbroen, er den kritiske divergensvindha-
stighed for Halsafjordbroen fundet til Udiv = 115 m/s, n˚ar vinden har en initial angrebs-
vinkel p˚a α0 = 0
◦. Bæreevnen reduceres dog til Udiv = 62,9 m/s og Udiv = 57,2 m/s, n˚ar
vindens initiale angrebsvinkel ændres til hhv. α0 = 3
◦ og α0 = 5 ◦.
Egenfrekvenser er fundet p˚a baggrund af Eksakt- og Galerkinsmetode for hhv. de sym-
metriske og asymmetriske egensvingninger. Begge metoder har generelt vist en god over-
ensstemmelse med dem, der er fundet i ANSYS Classic.
I forhold til excentrisk trafiklast er vinkeldrejningerne af brodækket, der er fundet i
ANSYS-Classic sammenlignet med forskellige beregningsmetoder. For et jævnt fordelt
torsionsmoment langs hele brodækket findes den bedste overensstemmelse vha. bereg-
ningsmetoderne, der g˚ar under navnene Mittal og Jiwari [12] og Johannson og Andersen
[13], mens der for et koncentreret torsionsmoment opn˚as den bedste overensstemmelse
med Mittal og Jiwari [12], der generelt regner p˚a et stivere system.
De kritiske divergensvindhastigheder, der er fundet p˚a baggrund af ANSYS Classic er
ogs˚a sammenlignet med andre beregningsmetoder, der let kan løses analytisk eller itera-
tivt og som er mindre tidskrævende. Her er der bl.a. udviklet en iterativ beregningsme-
tode til bestemmelse af den kritiske divergensvindhastighed for b˚ade de symmetriske og
asymmetriske brudformer, hvor der kan regnes med ikke-lineære aerostatiske formfakto-
rer. Specielt kan man ved en asymmetrisk brudform tage højde for alle tre vindlastkom-
posanter p˚a brodækket samt kraftoverførslen af drag fra brodækket til hovedkablerne.
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De iterative beregningsmetoder giver overordnet set mere nøjagtige kritiske divergensvind-
hastigheder i forhold til andre analytiske formler, især Scanlans formel.
Et Non-flutter design med twin-box dækløsning har i forhold til excentrisk trafiklast givet
utilfredsstillende store vinkeldrejninger, men problemet kan løses ved f.eks. lysregulering.
En forøgelse af det maksimalt tilladte resulterende fald p˚a brodækket kan desuden opn˚as
ved at lægge varmerør i belægningen, hvilket er dog lidt uvant.
En regulering af trafikken eller et design, hvor den tunge trafik er placeret imellem
hovedkablerne, ligesom i en triple-box dækløsning, er nødvendig, s˚afremt Non-flutter
designprincippet kan anvendes p˚a en lang hængebro.
Non-flutter designprincippet skaber generelt nye udfordringer, hvor et frekvensforhold
under e´n er svært at f˚a til at harmonere med en høj kritisk divergensvindhastighed og
samtidig en lav vinkeldrejning af brodækket for excentrisk trafiklast.
Brudformen for statisk divergens afhænger primært af den laveste torsionsegenfrekvens.
Det blev erfaret, at vertikalflytnings- og vinkeldrejskurven af brodækket kan g˚a fra at
være symmetrisk til asymmetrisk, n˚ar vindhastigheden løbende øges. Dette har kun
været tilfældet, n˚ar den laveste egensviningsform for torsion har været asymmetrisk.
Rentabiliteten af Non-flutter designprincippet kræver generelt lave aerostatiske form-
faktorer. Specielt vedrører det momentformfaktoren.
5.1 Fremtidigt arbejde
S˚afremt man ønsker at arbejde videre med Non-flutter designprincippet, er der fortsat
nogle omr˚ader, der kræver en mere dybdeg˚aende analyse:
Optimeringsstudie af broens samlede masse, hvor randbetingelserne om et frekvensfor-
hold under e´n, en kritisk divergensvindhastighed over Ucr = 60 m/s og en lav vinkeldrej-
ning af brodækket for˚arsaget af en excentrisk trafiklast er overholdt.
Undersøgelse af mulighederne i en triple-box dækløsning.
Vindtunnelstudie med henblik p˚a optimering af de aerostatiske formfaktorer.
Undersøgelse af statisk divergens i tidsdomænet, hvor turbulensen kan medtages.
Bestemmelse af de aerodynamiske afledede for det tværsnit, som har de lave aerostatiske
formfaktorer. Dette skal sikre, at Non-flutter designprincippet er opfyldt.
En mere fuldstændig formulering af LT-buckling, hvor man vha. fourierrækker løser den
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koblede differentialligning i (2.144), hvor tillægskraften i hovedkablerne ogs˚a inkluderes
og evt. hvor andenordenseffekterne, der blev elimineret i udledningen, ogs˚a regnes med.
Løsningen skal gælde for en vilk˚arlig vindbelastning, hvilket kræver bestemmelse af b˚ade
de lige og de ulige koefficienter i fourierrækken.
Udvidelse af den iterative FEM-analyse, s˚aledes at man ogs˚a kan medtage de ikke-lineære
materialeegenskaber og imperfektioner, for at reducere usikkerheden til modellen.
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Appendiks A
Ændring af de cykliske
egenfrekvenser under statisk vind
Dette Appendiks er udsprunget fra Afsnit 2.4.3, hvor sammenhængen mellem de cykliske
egenfrekvenser og den ydre belastning undersøges. Der medtages kun et bidrag fra det
aerostatiske moment og dragkraften til belastningen. Løsningen kan, som beskrevet i
Afsnit 2.4.3, bestemmes ud fra determinanten i (2.149), hvilket er gengivet nedenfor:
det
 4n2pi2L2m (4n2pi2L2m EIz +H)− ω2m −FDq12 (3 + 4n2pi2)
−FDq12
(
3 + 4n2pi2
)
4n2pi2
L2m
(
4n2pi2
L2m
EIa2 + a2H +GIv
)
− µM − ω2Im
 = 0 (A.1)
For n = 1 haves:
ω2ξ1mµM,cr,1 − ω2ξ1mµM − ω2ξ1mω2Im − ω2mµM,cr,1 + ω2mµM + ω4mIm − (
FDq )
2
144
(
3 + 4pi2
)2
= 0 (A.2)
hvor der er gjort brug af definitionerne i (2.63a) og (2.151). Ligning (A.2) kan nu divideres
igennem med det første led, hvorefter (2.152) kan indføres:
1− µM
µM,cr,1
− ω
2Im
µM,cr,1
− ω
2
ω2ξ1
+
ω2µM
ω2ξ1µM,cr,1
+
ω4Im
ω2ξ1µM,cr,1
−
(
FDq
FDq,cr,1
)2
= 0 (A.3)
Introduceres der til:
µM,cr,n = ω
2
αnIm (A.4)
kan (A.3) yderligere omskrives til:
1− µM
µM,cr,1
− ω
2
ω2α1
− ω
2
ω2ξ1
+
ω2µs
ω2ξ1µM,cr,1
+
ω4
ω2ξ1ω
2
α1
−
(
FDq
FDq,cr,1
)2
= 0 (A.5)
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Benyttes koblingsudtrykket γ = ω2, kan (A.5) transformeres til en andengradsligning:
1− µM
µM,cr,1
− γ
ω2α1
− γ
ω2ξ1
+
γµM
ω2ξ1µM,cr,1
+
γ2
ω2ξ1ω
2
α1
−
(
FDq
FDq,cr,1
)2
= 0
eller mere tydeligt:
γ2 +
(
−ω2ξ1 − ω2α1 + ω2α1
µM
µM,cr,1
)
γ + ω2ξ1ω
2
α1
1− µM
µM,cr,1
−
(
FDq
FDq,cr,1
)2 = 0
Denne har løsningen:
γ = ω2 =
ω2ξ1 + ω
2
α1 − ω2α1 µMµM,cr,1
2
± 1
2
ω4ξ1 + ω4α1 + ω4α1 µ2Mµ2M,cr,1 +
2
(
ω2ξ1ω
2
α1 −
µM
µM,cr,1
ω4α1 −
µM
µM,cr,1
ω2ξ1ω
2
α1
)
− 4ω2ξ1ω2α1
1− µM
µM,cr,1
−
(
FDq
FDq,cr,1
)21/2
som ogs˚a kan skrives p˚a følgende m˚ade:
γ = ω2 =
ω2ξ1 + ω
2
α1
(
1− µMµM,cr,1
)
2
± 1
2
ω4ξ1 + ω4α1
(
1 +
µ2M
µ2M,cr,1
− 2 µM
µM,cr,1
)
+
2ω2ξ1ω
2
α1
 µM
µM,cr,1
+ 2
(
FDq
FDq,cr,1
)2
− 1
1/2
(A.6)
Heraf m˚a det betyde, at der for et givent sæt af variationer i FDq og µM , som er defineret
i (2.135a) og (2.136), opn˚as der rødder i form af ω2ξ,1 og ω
2
α,1. Erstattes indekset 1 med
n, kan rødderne til (A.6) skrives mere generelt:
ω21,n
ω22,n
}
=
ω2ξn+ω
2
αn
(
1− µM
µM,cr,n
)
±
√√√√ω4ξn+ω4αn
(
1+
µ2
M
µ2
M,cr,n
−2 µM
µM,cr,n
)
+2ω2ξnω
2
αn
(
µM
µM,cr,n
+2
(
FDq
FDq,cr,n
)2
−1
)
2 (A.7)
hvor ω21,n = ω
2
ξ,n ∧ ω22,n = ω2α,n for ωα1 < ωξ1 samt ω21,n = ω2α,n ∧ ω22,n = ω2ξ,n for
ωα1 > ωξ1. Rødderne jf. (A.7) svarer til kvadratet p˚a de n’te asymmetriske cykliske
egenfrekvenser under p˚avirkning, mens ωjn (j = ξ, α) er de n’te asymmetriske cykliske
egenfrekvenser uden ydre p˚avirkning og som kan beregnes efter (2.63a) og (2.63b).
Kender man b˚ade til de geometriske og mekaniske størrelser, der indirekte indg˚ar i (A.7),
kan man plotte de s˚akaldte karakteristiske overflader for den vertikale bevægelse og tor-
sion. I det følgende er der kun kigget p˚a de positive asymmetriske cykliske egenfrekvenser
for n = 1, hvor overfladerne i Figur A.1 og Figur A.2 er plottet p˚a baggrund af værdier-
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ne i Tabel 3.1 p˚a nær den førstnævnte figur, hvor afstanden imellem hovedkablerne og
vridningsinertimomentet er ændret. Det er bemærkelsesværdigt, at løsningen til (2.153)
kan genfindes nede i
(
FDq , µM
)−planet i Figur A.1b og i Figur A.2a.
Beskrivelse af plottene:
Figur A.1a: For µM = 0 ses det, at den asymmetriske cykliske egenfrekvens for vertikal
stiger fra ωξ1 til en endelig værdi, n˚ar tværkraften F
D
q øges fra nul (fri svingning) til
den rene kipningskraft FDq,cr,1. For det samme tilfælde falder den asymmetriske cykliske
egenfrekvens for torsion fra ωα1 til nul. Dernæst kan man for F
D
q = 0 se, at den asym-
metriske cykliske egenfrekvens for vertikal er konstant, mens den asymmetriske cykliske
egenfrekvens for torsion er lineært faldende fra ωα1 til nul, n˚ar momentet µM øges fra nul
(fri svingning) til den kritiske momentkoefficient for ren torsionsdivergens µM,cr,1. Det er
forventeligt, at den asymmetriske cykliske egenfrekvens for vertikal i denne situation skal
være uændret, idet denne ikke er afhængig af den anden frihedsgrad for FDq = 0. Dette
kan man bekræfte ud fra bevægelsesligningerne i (2.145), der ikke længere er koblet eller
ud fra determinanten i (A.1), hvor elementerne i (1, 2) og (2, 1) er nul.
Figur A.1b: Her ses næsten den samme tendens som i de føromtalte plot, dog byttet
om. N˚ar µM = 0, falder den asymmetriske cykliske egenfrekvens for vertikal fra ωξ1 til
nul, n˚ar tværkraften FDq øges fra nul (fri svingning) til den rene kipningskraft F
D
q,cr,1. For
det samme tilfælde er den asymmetriske cykliske egenfrekvens for torsion svagt stigende
fra ωα1 til en endelig værdi. Med F
D
q = 0, er den asymmetriske cykliske egenfrekvens
for vertikal fortsat konstant, mens den asymmetriske cykliske egenfrekvens for torsion
falder fra ωα1 til nul, n˚ar momentet µM øges fra nul (fri svingning) til den kritiske mo-
mentkoefficient for ren torsionsdivergens µM,cr,1.
Generelt er det erfaret, at man f˚ar et plot som i Figur A.1, s˚afremt der gælder ωα1 < ωξ1.
Hvis ikke, dvs. ωα1 > ωξ1, bliver plottet byttet om som i Figur A.2.
Det er imidlertid vigtigt at pointere, at rotationsstivheden er det svageste led i Figur
A.1. Her illustrerer det flade omr˚ade det statiske omr˚ade, hvor brodækket ikke svinger
om sin egen længdeakse længere og er g˚aet i stykker. Har man med andre ord et sæt af
en p˚avirkning
(
FDq , µM
)
, der falder udenfor løsningen, der er angivet i (2.153), vil sy-
stemet bryde i form af rotation, selvom vertikalstivheden stiger. Omvendt vil et system,
der besidder de p˚a Figur A.2 givne egenskaber bryde som følge af svigt af den vertikale
stivhed, medmindre man er i det specielle tilfælde
(
FDq /F
D
q,cr,1, µM/µM,cr,1
)
= (0, 1),
hvor man f˚ar det selvsamme system til at bryde ved ren torsion.
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(b) Torsion.
Figur A.1: Karakteristisk overflade med n = 1, 2a =14 m og Iv =10
−5 m4.
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Figur A.2: Karakteristisk overflade med n = 1, 2a =28 m og Iv =8,409 m
4
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Appendiks B
Pyloner
Nedenfor er der vist en skabelon af en pylon, der er anvendt i ANSYS Classic til modelle-
ring af pylonerne for b˚ade Julsund- og Jiangyingbroen. Pylonerne modelleres udelukken-
de som BEAM188 (3D) elementer. Tallene i skabelonen refererer til nodenummereringen,
mens den overordnede geometri for pylonerne kan findes i Afsnit B.1 og Afsnit B.2.
8011
8012
8013
8014
2001
8001
8002
8003
8004
1001C
C
B
A
B
A
(a) Opstalt 1.
8001
8002
8003
8004
  
  
  
  
1 1
2
3
4
2
3
4
1001
  
  
  
  1B
4B
3B
2B
1h
1h
2h
3h
4h
(b) Opstalt 2.
Figur B.1: Pylonskabelon.
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B.1 Julsundsbroen
Den overordnede geometri af pylonerne for Julsundbroen er indhentet fra Statens veg-
vesen. Disse er præsenteret i Tabel B.1, Figur B.2 og Figur B.3.
Tabel B.1: Afstand imellem noder, hvor noderne fremg˚ar af Figur B.1.
Afstand imellem pylonstiver
Afstand imellem node 2001 og 1001 28,00 m
Afstand imellem node 8004 og 8014 28,63 m
Afstand imellem node 8003 og 8013 36,28 m
Afstand imellem node 8002 og 8012 45,43 m
Afstand imellem node 8001 og 8011 46,00 m
Højde
Afstand imellem node 8001 og 8002 h1 32,5 m
Afstand imellem node 8002 og 8003 h2 86,5 m
Afstand imellem node 8003 og 8004 h3 100 m
Afstand imellem node 8004 og 1001 h4 8 m
10
12,078
1 1
(a) Snit A.
10
9,136
1 1
(b) Snit B.
8
6,149
1 1
(c) Snit C.
Figur B.2: Tværsnit af pylonstiver, hvor snittene fremg˚ar af Figur B.1a. Ma˚l i meter.
8,074
12,738
1,25
1
(a) Snit 1.
7,17
10,022
1,25
1
(b) Snit 2.
6,105
6,824
1,25
1
(c) Snit 3.
6,105
6,824
1,25
1
(d) Snit 4.
Figur B.3: Tværsnit af pylonben, hvor snittene fremg˚ar af Figur B.1b. Ma˚l i meter.
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B.2 Jiangyinbroen
Den overordnede geometri af pylonerne for Jiangyinbroen er indhentet fra Caihua [15].
Disse er præsenteret i Tabel B.2, Figur B.4 og Figur B.5.
Tabel B.2: Overordnet geometri for Jiangyinbroen jf. Caihua [15], hvor defineringen
af de enkelte dimensioner og noder fremg˚ar af Figur B.1.
Afstand imellem pylonstiver
Afstand imellem node 2001 og 1001 32,5 m
Afstand imellem node 8004 og 8014 32,92 m
Afstand imellem node 8003 og 8013 35,07 m
Afstand imellem node 8002 og 8012 38,27 m
Afstand imellem node 8001 og 8011 39,44 m
Højde
Afstand imellem node 8001 og 8002 h1 30,86 m
Afstand imellem node 8002 og 8003 h2 84,81 m
Afstand imellem node 8003 og 8004 h3 56,97 m
Afstand imellem node 8004 og 1001 h4 11,20 m
11
10,83
0,8 0,8
(a) Snit A.
11
8,16
0,8 0,8
(b) Snit B.
11
6,36
0,8 0,8
(c) Snit C.
Figur B.4: Tværsnit af pylonstiver, hvor snittene fremg˚ar af Figur B.1a. Ma˚l i meter.
6
14,5
11,3
(a) Snit 1.
6
13,02
11,3
(b) Snit 2.
6
10,06
11,3
(c) Snit 3.
6
9,32
11,3
(d) Snit 4.
Figur B.5: Tværsnit af pylonben, hvor snittene fremg˚ar af Figur B.1b. Ma˚l i meter.
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MATLAB
Appendiks C
MATLAB
I MATLAB er der anvendt en toolbox, kaldet export fig, som er brugt til at fremstille
elegante vektorplot. Dette appendiks best˚ar af afsnittene C.1, C.2, C.3 og C.4.
C.1 Symmetriske og asymmetriske svingninger
De følgende MATLAB scripts anvendes til at bestemme de symmetriske egenfrekvenser
vha. (2.35) og (2.46) og de asymmetriske vha. (2.63). De tilhørende egensvingningsfor-
mer, der forudsiges af kontrolberegningerne kan sammenlignes med dem fra ANSYS Clas-
sic, hvor indlæsningen af flytninger fra ANSYS Classic sker vha. MATLAB SCRIPT C.3.
1 clear all %Lukker alt der a˚bent
2 clc
3 close all
4 %Tilføjer toolboxen export_fig
5 addpath(’../../ altmany -export_fig -6 c11f9f ’);
6 %% Model
7 g=9.82; %Tyngdeaccelerationen
8 L_m =1600; %Hovedspændets længde
9 l_s =0; %Sidespændets længde
10 d=L_m /10; %Kabelfaldet
11 E=200*10^9; %Kablets elasticitetsmodul
12 I_z =3.189; %Arealinertimomentet om svag akse
13 A=0.38*2; %Samlet kabelareal
14 m=15398+3189*2+2*147.7; %Konstruktionens samlede masse
15 I_v =8.409; %Vridningsinertimoment
16 G=210*10^9/(2*(1+0.3)); %Brodækkets forskydningsmodul
17 a=28/2; %Den halve kabelafstand
18 %Broens masseinertimoment
19 I_m =1.236*10^6+(3189+147.7)*a^2*2;
20 H=m*g*L_m ^2/(8*d); %Den horisontale kabelkraft
21 L=L_m *(1+8/3*(d/L_m)^2); %Kabellængden
22 P_z =16*d^2*E*A/(H*L_m*L); %Konstanter
23 P_t=P_z /(1+G*I_v/(H*a^2));
24 lambda=l_s/L_m; %Forholdet mellem sidespændet og hovedspændet
25
26 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% SYMMETRISKE SVINGNINGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
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27 x0 =0.001:1:20; %Gæt
28 %% Vertikalfrekvenser
29 n1=1; %Variabel til løkke
30 for n=1: length(x0)
31 %Funktion med dummy variabel x (omskriver funktionen til alene , at være en
funktion af x)
32 f = @(x) P_fun(x, lambda , P_z);
33 options = optimset(’Display ’,’off’);
34 [q_z ,fval] = fsolve(f,x0(n),options); %Kalder Matlabs løser
35 %Gemmer de interessante løsninger i en vektor
36 if 0.001 <q_z
37 z(n1)=q_z;
38 n1=n1+1;
39 end
40 end
41 for n=1: length(z) %Afrunder løsningerne
42 values(1,n)=round(z(n)*10000) /10000;
43 end
44 q_z = unique(values); %Fjerner de løsninger som ga˚r igen
45 for n=1: length(q_z) %Bestemmer egenfrekvensen ud fra q_z
46 omega_xi_S(n)=round(q_z(n)/(2*pi)*sqrt(g/(2*d))*2*pi *1000) /1000;
47 end
48
49 %% Torsionsfrekvenser
50 n1=1;
51 for n=1: length(x0)
52 %Funktion med dummy variabel x (omskriver funktionen til alene , at være en
funktion af x)
53 f = @(x) P_fun(x, lambda , P_t);
54 options = optimset(’Display ’,’off’);
55 [q_t ,fval] = fsolve(f,x0(n),options); %Kalder Matlabs løser
56 %Gemmer de interessante løsninger
57 if 0.001 <q_t
58 z(n1)=q_t;
59 n1=n1+1;
60 end
61 end
62 for n=1: length(z) %Afrunder løsningerne
63 values(1,n)=round(z(n)*10000) /10000;
64 end
65 q_t = unique(values); %Fjerner de løsninger som ga˚r igen
66 for n=1: length(q_t) %Bestemmer egenfrekvensen ud fra q_z
67 omega_alpha_S(n)=round(q_t(n)/(pi*L_m)*sqrt((G*I_v+H*a^2)/I_m)*2*pi *1000)
/1000;
68 end
69
70 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% PLOT AF SVINGNINGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
71 mode_number =2; %Vælger hvilken mode der ønskes plottet
72 %% Vertikal plot
73 figure(’Name’, ’Vertikal S’) %Figur for vertikal svingningen
74 x=-L_m /2:0.01: L_m/2; %Brodækkets defineres
75 p=omega_xi_S(mode_number)*sqrt(m/H); %Bestemmer konstanten p
76 for n=1: length(x) %Bestemmer svingningsformen
77 xi(n)=1-cos(p*x(n))/cos(p*L_m/2);
78 end
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79 skaleringsfaktor=max(xi); %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
80 for n=1: length(xi) %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
81 xi_h(n)=xi(n)/skaleringsfaktor;
82 end
83 %Brodækket defineres iht. ANSYS noder
84 output=ImportANSYS(strcat(’Noder ’,’.txt’));
85 x1=output (2,:)-output (2,2);
86 %Indlæser svingningen fra ANSYS
87 output=ImportANSYS(strcat(’Vertikal -S’,num2str(mode_number),’.txt’));
88 %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
89 skaleringsfaktor=max(abs(output (2,:)));
90 %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
91 for n=1: length(output)
92 xi_ANSYS_z(n)=output(2,n)/skaleringsfaktor;
93 end
94 %Plot af svingningen fra Eksaktmetoden og ANSYS
95 plot(x+L_m/2,xi_h ,’b’,x1,xi_ANSYS_z ,’r’)
96 xlim ([0 L_m])
97 ylim([-1 1])
98 %Indsætter et gitter i graferne
99 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’ ,[209/255 209/255 209/255] ,’
Linestyle ’,’-’);
100 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’,’y’,’Linestyle ’,’-’);
101 %Vælger teksttype
102 set(0,’defaultAxesFontName ’, ’Times New Roman ’)
103 %Sætter label pa˚ akserne
104 xlabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}x&{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
105 ylabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}\xi &{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
106 %Ændrer baggrunden til hvid
107 set(gcf , ’Color ’, ’w’);
108 %Gemmer filen som vektorplot
109 export_fig Vertikal_S -eps
110
111 %% Torsion plot
112 figure(’Name’, ’Torsion S’) %Figur for torsionssvingningen
113 p=omega_alpha_S(mode_number)*sqrt(I_m/(a^2*H+G*I_v)); %Bestemmer konstanten p
114 for n=1: length(x) %Bestemmer svingningsformen
115 xi(n)=1-cos(p*x(n))/cos(p*L_m/2);
116 end
117 skaleringsfaktor=max(xi); %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
118 for n=1: length(xi) %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
119 xi_t(n)=xi(n)/skaleringsfaktor;
120 end
121 %Indlæser svingningen fra ANSYS
122 output=ImportANSYS(strcat(’Torsion -S’,num2str(mode_number),’.txt’));
123 %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
124 skaleringsfaktor=max(abs(output (2,:)));
125 %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
126 for n=1: length(output)
127 xi_ANSYS_t(n)=output(2,n)/skaleringsfaktor;
128 end
129 %Plot af svingningen fra Eksaktmetoden og ANSYS
130 plot(x+L_m/2,xi_t ,’b’,x1,xi_ANSYS_t ,’r’)
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131 xlim ([0 L_m])
132 ylim([-1 1])
133 %Indsætter et gitter i graferne
134 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’ ,[209/255 209/255 209/255] ,’
Linestyle ’,’-’);
135 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’,’y’,’Linestyle ’,’-’);
136 %Vælger teksttype
137 set(0,’defaultAxesFontName ’, ’Times New Roman ’)
138 %Sætter label pa˚ akserne
139 xlabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}x&{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
140 ylabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}\ alpha &{\ left[ {\rm{rad}} \right ]}\end{array}$$
’,’interpreter ’,’latex ’,’FontSize ’ ,16);
141 %Ændrer baggrunden til hvid
142 set(gcf , ’Color ’, ’w’);
143 %Gemmer filen som vektorplot
144 export_fig Torsion_S -eps
145
146 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% ASYMMETRISKE SVINGNINGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
147 for n=1:4
148 omega_xi_A(n)=2*n*pi/L_m*sqrt (1/m*(4*n^2*pi^2/L_m ^2*E*I_z+H));
149 omega_alpha_A(n)=2*n*pi/L_m*sqrt (1/I_m *(4*n^2*pi^2/L_m ^2*E*I_z*a^2+a^2*H+G*
I_v));
150 end
151 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% PLOT AF SVINGNINGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
152 x=0:0.01: L_m; %Brodækket defineres
153 for n=1: length(x)
154 def(n)=sin(2* mode_number*pi*x(n)/L_m);
155 end
156 %% Vertikal plot
157 %Indlæser svingningen fra ANSYS
158 output=ImportANSYS(strcat(’Vertikal -A’,num2str(mode_number),’.txt’));
159 %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
160 skaleringsfaktor=-max(abs(output (2,:)));
161 %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
162 for n=1: length(output)
163 xi_ANSYS_h(n)=output(2,n)/skaleringsfaktor;
164 end
165 figure(’Name’, ’Vertikal A’) %Figur for vertikalsvingningen
166 %Plot af svingningen fra Galerkins metode og ANSYS
167 plot(x,def ,’b’,x1 ,xi_ANSYS_h ,’r’);
168 xlim ([0 L_m])
169 ylim([-1 1])
170 %Indsætter et gitter i graferne
171 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’ ,[209/255 209/255 209/255] ,’
Linestyle ’,’-’);
172 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’,’y’,’Linestyle ’,’-’);
173 %Vælger teksttype
174 set(0,’defaultAxesFontName ’, ’Times New Roman ’)
175 %Sætter label pa˚ akserne
176 xlabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}x&{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
177 ylabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}\xi &{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
178 %Ændrer baggrunden til hvid
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179 set(gcf , ’Color ’, ’w’);
180 %Gemmer filen som vektorplot
181 export_fig Vertikal_A -eps
182
183 %% Torsion plot
184 %Indlæser svingningen fra ANSYS
185 output=ImportANSYS(strcat(’Torsion -A’,num2str(mode_number),’.txt’));
186 %Bestemmer den maksimale værdi for svingningen
187 skaleringsfaktor=max(abs(output (2,:)));
188 %Skalerer svingningen til maksimalt at være 1
189 for n=1: length(output)
190 xi_ANSYS_t(n)=output(2,n)/skaleringsfaktor;
191 end
192 figure(’Name’, ’Torsion A’) %Figur for vertikalsvingningen
193 %Plot af svingningen fra Galerkins metode og ANSYS
194 plot(x,def ,’b’,x1 ,xi_ANSYS_t ,’r’);
195 xlim ([0 L_m])
196 ylim([-1 1])
197 %Indsætter et gitter i graferne
198 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’ ,[209/255 209/255 209/255] ,’
Linestyle ’,’-’);
199 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’,’y’,’Linestyle ’,’-’);
200 %Vælger teksttype
201 set(0,’defaultAxesFontName ’, ’Times New Roman ’)
202 %Sætter label pa˚ akserne
203 xlabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}x&{\ left[ {\rm{m}} \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,16);
204 ylabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}\ alpha &{\ left[ {\rm{rad}} \right ]}\end{array}$$
’,’interpreter ’,’latex ’,’FontSize ’ ,16);
205 %Ændrer baggrunden til hvid
206 set(gcf , ’Color ’, ’w’);
207 %Gemmer filen som vektorplot
208 export_fig Torsion_A -eps
Matlab script C.1: Hovedfil.
1 function output=P_fun(q, lambda , P)
2 %Funktion der skal være lig 0
3 output=q^2/(1+2* lambda -(tan(q)+2* tan(lambda*q))/q)-P;
4 end
Matlab script C.2: Funktion P fun.
1 function output=ImportANSYS(fil)
2 n = 0; %Løkke variabel
3 fid = fopen(fil , ’r’); %Indlæser filen
4 while 1 %Uendelig løkke
5 s = fgets(fid); %Læser den næste linje af en fil
6 if ischar(s) %Tjekker om det er et character
7 %Læser den formaterede data fra en string
8 data = sscanf(s, ’%g %g’, 2);
9 if length(data) == 2
10 n = n + 1;
11 output(:, n) = data; %Gemmer dataene i arrayet output
12 end
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13 else
14 break; %Filen er slut , hvorfor løkken stoppes
15 end
16 end
17 end
Matlab script C.3: Funktion ImportANSYS.
C.2 Excentrisk trafiklast (Løsning vha. fourierrækker)
De følgende MATLAB scripts anvendes til at bestemme vinkeldrejningen for en vilk˚arlig
last, som er symmetrisk omkring midten af brodækket. Et vilk˚arligt lastscenarie kan ogs˚a
betragtes ved medtagelse af de lige koefficienter i Afsnit 2.3.3.
1 %% Lukker alt der a˚bnt
2 clear all
3 clc
4 close all
5 addpath(’../ altmany -export_fig -6 c11f9f ’);
6
7 %% Tværsnitskonstatner
8 E=210e9; %Brodækkets elasticietesmodul
9 G=E/2.6; %Brodækkets forskydningsmodul
10 L=1600; %Brodækkets længde
11 f=L/10; %Sag
12 I_z =3.189; %Bøjningsinertimoment om svag akse
13 a=28/2; %Den halve kabelafstand
14 m=15398+3189*2; %Brodækket og hovedkablernes masse
15 q=m*9.82; %Belastning
16 H=q*L^2/(f*8); %Den vandrette kabelkraft
17 E_c =200e9; %Kablernes elasticitetsmodul
18 A_c =2*0.38; %Arealet af hovedkablerne
19 L_c=L*(1+8/3*(f/L)^2); %Kabellængden
20 I_v =8.409; %Vridningsinertimomentet
21 x_bro =0:L; %Definering af brodækkets x-koordinat
22 %Konstanter
23 A=E*I_z*a^2;
24 B=H*a^2+G*I_v;
25 C=a^2*E_c*A_c/L_c*q^2/H^2;
26 %Belastning
27 L_last =100; %Samlet længde belastningen virker over
28 p=5*60e3 *9.82*8/ L_last; %Moment pa˚ brodækket
29
30 length1 =10; %Antal koefficienter
31 lengthk =100; %Antal iterationer
32
33 x=zeros(lengthk ,length1);
34
35 %% Iteration til bestemmelse af koefficienter
36 for k=1: lengthk
37 %Løkke til n
38 for n1=1: length1
39 n=2*n1 -1;
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40 sum =0;
41 %Løkke til m
42 for m1=1: length1
43 m=2*m1 -1;
44 %Bestemmer sum -værdien af a_nm
45 if n1~=m1
46 sum=a_nm(C,L,n,m)*x(k,m1)+sum;
47 end
48 end
49 %Bestemmer de nye koefficienter for x
50 x(k+1,n1)=(b_n(p,L,L_last ,n)-sum)/a_nn(A,B,C,L,n);
51 end
52 %Løkke til bestemmelse af summer i den euklidiske norm
53 denominator =0;
54 numerator =0;
55 for n=1: length1
56 numerator=numerator +(x(k+1,n)-x(k,n))^2;
57 denominator=denominator+x(k,n)^2;
58 end
59 break_value =1;
60 %Tjekker konvergens kriterie
61 if sqrt(numerator/denominator) <0.005 && 1<k
62 %Stopper iterationen sa˚ fremt konvergenskriteriet er opfyldt
63 break;
64 end
65 end
66
67 %% Løkke til bestemmelse af brodækkets vinkeldrejning som funktion af x_bro
68 for n1=1: length(x_bro)
69 alpha =0;
70 for n=1: length1
71 alpha=alpha+x(k,n)*sin ((2*n-1)*pi*x_bro(n1)/L);
72 end
73 alpha_plot(n1)=alpha *180/ pi;
74 end
75 %Den maksimale vinkeldrejning
76 alpha_max=max(abs(alpha_plot))
77 %Plot af udbøjningen
78 plot(x_bro ,alpha_plot)
79
80 xlim ([0 L])
81
82 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’ ,[209/255 209/255 209/255] ,’
Linestyle ’,’-’);
83 gridxy(get(gca ,’XTick’),get(gca ,’YTick’), ’Color’,’y’,’Linestyle ’,’-’);
84
85 xlabel(’$$L_m$$ ’,’interpreter ’,’latex ’,’FontSize ’ ,20);
86 ylabel(’$$\begin{array }{*{20}{c}}\ alpha &{\ left[ ^\circ \right ]}\end{array}$$’,’
interpreter ’,’latex’,’FontSize ’ ,20);
87
88 %% Plot
89 set(gcf , ’Color ’, ’w’);
90 export_fig Vinkeldrejning -eps
Matlab script C.4: Hovedfil.
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1 function output=a_nm(C,L,n,m)
2 output =4*C*L^2/(pi^2*n*m);
3 end
Matlab script C.5: Funktion til bestemmelse af koefficienten anm.
1 function output=a_nn(A,B,C,L,n)
2 output=L/2*(A*(n*pi/L)^4+B*(n*pi/L)^2) +4*C*L^2/(pi^2*n^2);
3 end
Matlab script C.6: Funktion til bestemmelse af koefficienten ann.
1 function output=b_n(p,L,L_last ,n)
2 output=p*2*L*sin(pi*n/2)*sin(pi*L_last*n/(L*2))/(pi*n);
3 end
Matlab script C.7: Funktion til bestemmelse af koefficienten bn.
C.3 Statisk divergens (Iterative metoder)
Det følgende MATLAB script anvendes til at bestemme divergensvindhastigheden for et
asymmetrisk brud iht. Afsnit 2.4.4.1, hvor funktionerne for de aerostatiske formfaktorer
er opskrevet p˚a baggrund af værdierne i Afsnit D.3.1.
1 %Lukker alt der a˚bnt
2 clear all
3 clc
4 close all
5 %% Konstanter
6
7 %Tværsnitskonstatner
8 E_d =210e9; %Brodækkets elasticietesmodul
9 G=E_d /2.6; %Brodækkets forskydningsmodul
10 L=1385; %Brodækkets længde
11 f=L/10.5; %Sag
12 I_z =1.844; %Bøjningsinertimomentet om svag akse
13 I_y =93.32; %Bøjningsinertimomentet om stærk akse
14 I_v =4.82; %Vridningsinertimomentet
15 a=32.5/2; %Den halve kabelafstand
16 m_d =18e3; %Brodækkets masse
17 m_c =3974.3; %Hovedkablernes masse
18 q=(m_c*2+ m_d)*9.82; %Belastning
19 H=q*L^2/(f*8); %Den vandrette kabelkraft
20 E_c =200e9; %Kablernes elasticitetsmodul
21 A_c =2*0.4825; %Arealet af hovedkablerne
22 L_c=L*(1+8/3*(f/L)^2); %Kabellængden
23 B=36.9; %Brodækkets bredde
24
25 U=0:0.1:500; %Vektor for vindlasten
26 rho =1.25; %Luftens densitet
27 alpha_0 =5*pi/180; %Vindens angrebsvinkel
28 alpha =0; %Start vinkel for brodækket
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29 for n1=1: length(U)
30 U_k =1/2* rho*U(n1)^2; %Dynamiske tryk
31 %Iteration til sikring af konvergens for brodækkets vinkeldrejning
32 for n=1:2800;
33 %Formfaktorer
34 C_M=CM_fun(alpha+alpha_0);
35 C_L=CL_fun(alpha+alpha_0);
36 C_D=CD_fun(alpha+alpha_0);
37 %Belastninger
38 F_D=U_k*B*C_D;
39 F_L=U_k*B*C_L;
40 F_M=U_k*B^2* C_M;
41 %Faktor for vandret kraftoverførsel
42 k=(5* F_D*L^2/(384* E_d*I_y)-U_k *0.864*0.876/(4*H))...
43 /(L^2/(64*H)+7*L^4/(4608* E_d*I_y));
44 %Brodækkets vertikale deformation
45 xi=-((L^2*k/48-L^2*k/(32*pi^2)+3*pi^2*L^2*k/80-F_D /12*(15+4* pi^2))...
46 *abs(alpha)-F_L)/(4*pi^2/L^2*(4* pi^2/L^2*E_d*I_z+H));
47 %Brodækkets vinkeldrejning
48 alpha=-((L^2*k/48-L^2*k/(32*pi^2)+3*pi^2*L^2*k/80-F_D /12*(3+4* pi^2))...
49 *abs(xi)-F_M)/(4*pi^2/L^2*(4* pi^2/L^2* E_d*I_z*a^2+H*a^2+G*I_v));
50 %Afvigelser pa˚ de enkelte formfaktorer
51 epsilon_D=sqrt(( CD_fun(alpha+alpha_0)-C_D)^2/ C_D^2);
52 epsilon_L=sqrt(( CL_fun(alpha+alpha_0)-C_L)^2/ C_L^2);
53 epsilon_M=sqrt(( CM_fun(alpha+alpha_0)-C_M)^2/ C_M^2);
54 epsilon_k=max([epsilon_D , epsilon_L , epsilon_M ]);
55 %Tjekker om der er opn a˚et konvergens sa˚ fremt der er stopper løkken
56 if epsilon_k <=0.005
57 break
58 end
59 end
60 %Tjekker om er opst a˚et divergens
61 if isnan(alpha) || 12<alpha *180/ pi
62 U_cr=U(n1 -1)
63 break
64 end
65 alpha2(n1)=alpha *180/pi;
66 U1(n1)=U(n1);
67 end
68
69 plot(U1 ,alpha2) %Plot af deformationsudvikling
Matlab script C.8: Hovedfil.
Det følgende MATLAB script anvendes til at bestemme divergensvindhastigheden
for et symmetrisk brud iht. Afsnit 2.4.4.1.2, hvor funktionerne for de aerostatiske form-
faktorer er opskrevet p˚a baggrund af værdierne i Afsnit D.3.1. Derudover er funktionerne
fra MATLAB SCRIPT C.5, MATLAB SCRIPT C.6 og MATLAB SCRIPT C.7 genan-
vendt.
1 %Lukker alt der a˚bent
2 clear all
3 clc
4 close all
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5 %% Konstanter
6
7 % Tværsnitskonstatner
8 E_d =210e9; %Brodækkets elasticietesmodul
9 G=E_d /2.6; %Brodækkets forskydningsmodul
10 L=1600; %Brodækkets længde
11 f=L/10; %Sag
12 I_z =3.189; %Bøjningsinertimomentet om svag akse
13 I_v =8.409; %Vridningsinertimomentet
14 a=28/2; %Den halve kabelafstand
15 E_c =200e9; %Kablernes elasticitetsmodul
16 A_c =2*0.38; %Arealet af hovedkablerne
17 B_d =32; %Brodækkets bredde
18 M=15398+3189*2; %Brodækkets og hovedkabelernes samlede masse
19 q=M*9.82; %Belastning
20 H=q*L^2/(f*8); %Den vandrette kabelkraft
21 L_c=L*(1+8/3*(f/L)^2); %Kabellængden
22 A=E_d*I_z*a^2; %Warping stivhed
23
24 length1 =5; %Antal koefficienter
25 lengthk =30; %Antal iterationer
26 alpha =0; %Start værdi
27 rho =1.25; %Luftens densitet
28 alpha_0 =0*pi/180; %Vindens angrebsvinkel
29
30 x=zeros(lengthk ,length1); %Allokerer array
31 U=0:0.1:900; %Definerer en vektor for vindhastigheden
32 for ite =1: length(U)
33 U_k =1/2* rho*U(ite)^2;
34 for ite2 =1:8300;
35 %Formfaktorer
36 C_L=CL_funJul(alpha+alpha_0);
37 C_M=CM_funJul(alpha+alpha_0);
38 %Belastninger
39 F_L=U_k*C_L*B_d;
40 F_M=U_k*C_M*B_d^2;
41 q=M*9.82-F_L; %Vertikal belastning
42 H=q*L^2/(f*8); %Den vandrette kabelkraft
43 %Opdaterede konstanter
44 B=H*a^2+G*I_v;
45 C=a^2*E_c*A_c/L_c*q^2/H^2;
46 %Iteration til bestemmelse af koefficienter
47 for k=1: lengthk
48 %Løkke til n
49 for n1=1: length1
50 n=2*n1 -1;
51 sum =0;
52 %Løkke til m
53 for m1=1: length1
54 m=2*m1 -1;
55 %Bestemmer sum -værdien af a_nm
56 if n~=m
57 sum=a_nm(C,L,n,m)*x(k,m1)+sum;
58 end
59 end
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60 %Bestemmer de nye koefficienter for x
61 x(k+1,n1)=(4/(n*pi)*F_M*L/2-sum)/a_nn(A,B,C,L,n);
62 end
63 %Løkke til bestemmelse af summer i den euklidiske norm
64 denominator =0;
65 numerator =0;
66 for n=1: length1
67 numerator=numerator +(x(k+1,n)-x(k,n))^2;
68 denominator=denominator+x(k,n)^2;
69 end
70 break_value =1;
71 %Tjekker konvergens kriterie
72 if sqrt(numerator/denominator) <0.005 && 1<k
73 %Stopper iterationen sa˚ fremt konvergenskriteriet er opfyldt
74 break;
75 end
76 end
77 %Definerer det næste start gæt svarende til de konvegerede koefficienter
78 for k1=1: length1
79 x(1,k1)=x(k+1,k1);
80 end
81 %Bestemmer rotationen pa˚ midten af brodækket
82 alpha =0;
83 for n=1: length1
84 alpha=alpha+x(1,n)*sin ((2*n-1)*pi*L/2/L);
85 end
86
87 if 0.4<abs(alpha)
88 break
89 end
90 %Afvigelser pa˚ de enkelte formfaktorer
91 epsilon_L=sqrt(( CL_funJul(alpha+alpha_0)-C_L)^2/C_L^2);
92 epsilon_M=sqrt(( CM_funJul(alpha+alpha_0)-C_M)^2/C_M^2);
93 epsilon_k=max([epsilon_L , epsilon_M ]);
94 %Tjekker om der er opn a˚et konvergens , sa˚ fremt der er stopper løkken
95 if epsilon_k <=0.005
96 alpha_plot(ite)=alpha *180/ pi;
97 U_plot(ite)=U(ite);
98 break
99 end
100
101 end
102 %Statisk divergens er opst a˚et , hvis vinkeldrejningen er over 0,4, eller der
kommer tryk i kablet
103 if 0.4<abs(alpha) || H<0
104 break
105 end
106 end
107 %Plotter vinkeldrejningen som funktion af vinden
108 plot(U_plot ,alpha_plot);
109 %Giver den maksimale vindhastighed
110 U_plot(length(U_plot))
Matlab script C.9: Hovedfil.
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C.4 Modelgenerator til ANSYS Classic
Modellerne i ANSYS Classic er fremstillet ved anvendelse af MATLAB SCRIPT C.10
med de dertilhørende funktionsfiler. Hovedscriptet definerer hængebroens overordnede
geometri, mens de øvrige og mere specifikke geometriske størrelser af kabler, dækket,
hængerne samt pylonerne efterfølgende indlæses i selvstændige funktionsfiler.
Til at gøre arbejdet lettere, n˚ar der skal skrives string eller array til ANSYS scriptfi-
len, er der udviklet to funktioner: MATLAB SCRIPT C.11 og MATLAB SCRIPT C.12,
som anvendes løbende. Til definering af elementernes nummerering, materiale, tværsnit
etc. er der tilsvarende udviklet en hjælpefunktion, nemlig MATLAB SCRIPT C.14.
Materialer og tværsnitskonstanter for elementer defineres i MATLAB SCRIPT C.13
og defineringen af noder og element for hhv. kablet, brodækket, hængerne og pylonerne
sker i: MATLAB SCRIPT C.15, MATLAB SCRIPT C.16, MATLAB SCRIPT C.17 og
MATLAB SCRIPT C.18. Understøtningsforhold angives i MATLAB SCRIPT C.19.
Afslutningsvist er der to scripts, som begge best˚ar af Solution-delen i ANSYS Classic.
Den første funktion, der anvendes, er MATLAB SCRIPT C.20, hvor spændingerne i
FEM-modellen ud fra en lineær statisk analyse gemmes i en fil til senere indlæsning.
Efterfølgende i MATLAB SCRIPT C.21 udføres der en ikke-lineær statisk analyse p˚a
baggrund af egenspændingerne i konstruktionen, fundet ved MATLAB SCRIPT C.20.
Derefter bestemmes konstruktionens egensvingninger vha. en modalanalyse.
1 %Lukker alt
2 clear all
3 clc
4 fclose(’all’);
5
6 %% Lineær analyse
7 fid=fopen(’C:\Ansys\ANSYS.txt’,’wt’); %A˚bner fil
8 fprintf(fid ,’%s\n’,’FINISH ’); %Afslutter , hvad der er a˚bent i ANSYS
9 fprintf(fid ,’%s\n’,’/CLEAR ,NOSTART ’); %Sletter tidligere definitioner
10 fprintf(fid ,’%s\n’,’/TITLE ,Bro’); %Vælger en titel til modellen
11 fprintf(fid ,’%s\n’,’/PREP7’); %Starter preprocessor
12 %% Grundlag
13 L_m =1385; %Hovedspænd
14 k_m=L_m /10.5; %Kabelfaldet
15 j_m =5; %Afstand fra brodæk til nederste
kabelkvote
16 %Bagstag venstre side
17 L_sv =336; %Længde
18 h_sv=k_m -168; %Højde
19 %Bagstag højre side
20 L_sh =309; %Længde
21 h_sh=k_m -144; %Højde
22 lambda =16; %Hænger afstand (længderetning)
23 e_k =32.5/2; %Kabelafstand opstalt
24 a=1; %Antal dæk knuder mellem hænger
25 cable_clamp =0; %Med eller uden kabelklemme (Med
kabelklemme cable_clamp =1)
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26 %Dedfinerer elementer
27 fprintf(fid ,’%s\n’,’ET ,1,LINK180 ’); %Truss element i ANSYS
28 fprintf(fid ,’%s\n’,’ET ,2,BEAM188 ’); %Beam element i ANSYS
29 %Definerer materialer og tværsnit
30 Materialer(fid);
31 %Definerer kabelkurvens noder og elementer
32 kabel_node=Kabelkurve(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,h_sv ,h_sh ,k_m ,j_m ,lambda ,e_k ,a);
33 %Definerer brodækkets noder og elementer
34 Deck(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,e_k ,a,kabel_node);
35 %Definerer hængernes elementer
36 Hangers(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node ,cable_clamp);
37 %Definerer pylonernes noder og elementer
38 Pyloner(fid ,L_sv ,L_m ,e_k ,kabel_node);
39 %Definerer konstruktionens understøtninger
40 Displacements(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node);
41 %Gemmer spændingerne fra en lineær statisk analyse til en fil
42 SolutionPSTRES(fid);
43
44 %% Forspændt konstruktion
45 fprintf(fid ,’%s\n’,’FINISH ’);
46 fprintf(fid ,’%s\n’,’/CLEAR ,NOSTART ’);
47 fprintf(fid ,’%s\n’,’/TITLE ,Bro’);
48 fprintf(fid ,’%s\n’,’/PREP7’);
49 fprintf(fid ,’%s\n’,’ET ,1,LINK180 ’);
50 fprintf(fid ,’%s\n’,’ET ,2,BEAM188 ’);
51 %Definerer materialer og tværsnit
52 Materialer(fid);
53 %Definerer kabelkurvens noder og elementer
54 kabel_node=Kabelkurve(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,h_sv ,h_sh ,k_m ,j_m ,lambda ,e_k ,a);
55 %Definerer brodækkets noder og elementer
56 Deck(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,e_k ,a,kabel_node);
57 %Definerer hængernes elementer
58 Hangers(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node ,cable_clamp);
59 %Definerer pylonernes noder og elementer
60 Pyloner(fid ,L_sv ,L_m ,e_k ,kabel_node);
61 %Definerer konstruktionens understøtninger
62 Displacements(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node);
63 %Løser en ikke -lineær statisk analyse , hvorefter en modalanalyse udføres i
64 %forlængelse af denne
65 Solution(fid ,kabel_node);
66 fprintf(fid ,’%s\n’,’SAVE ,file ,db,C:\Ansys\’); %Gemmer filen
67 fclose(’all’); %Lukker den a˚bne tekst fil
Matlab script C.10: Hovedfil.
1 function write(id ,text ,value ,text2)
2 if (nargin < 4)
3 fprintf(id,’%s\n’,strcat(text ,num2str(value)));
4 else
5 fprintf(id,’%s\n’,strcat(text ,num2str(value),text2));
6 end
7 end
Matlab script C.11: Hjælpefunktion write.
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1 function write_array(fid ,text ,value)
2 [~,length ]=size(value);
3 for n=1: length
4 text=strcat(text ,’,’,num2str(value(n)));
5 end
6 fprintf(fid ,’%s\n’,text);
7 end
Matlab script C.12: Hjælpefunktion write array.
1 function Materialer(fid)
2
3 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% KABEL %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
4 %Materiale
5 E=200*10^9; %Elasticitetsmodul [Pa]
6 nu=0.3; %Poissons forhold [-]
7 gamma =8.237 e3; %Densitet [kg/m^3]
8 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,,,,,,,,’); %Skriver til fil
9 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,1,0’);
10 write(fid ,’MPDATA ,EX ,1,,’,E);
11 write(fid ,’MPDATA ,PRXY ,1,,’,nu);
12 write(fid ,’MP,DENS ,1,’ ,0);
13 %Tværsnit hovedspænd
14 A=0.4825; %Areal [m^2]
15 %Real constant [R,NUMBER ,AREA ,ADDMASS ,TENSKEY]
16 write_array(fid ,’R’,[1, A, A*gamma , 1]);
17 %Tværsnit - Venstre side
18 gamma =8.078*10^3; %Densitet [kg/m^3]
19 A=0.5053; %Areal [m^2]
20 %Real constant [R,NUMBER ,AREA ,ADDMASS ,TENSKEY]
21 write_array(fid ,’R’,[3, A, A*gamma , 1]);
22 %Tværsnit - Højre side
23 gamma =8.078*10^3; %Densitet [kg/m^3]
24 A=0.5053; %Areal [m^2]
25 %Real constant [R,NUMBER ,AREA ,ADDMASS ,TENSKEY]
26 write_array(fid ,’R’,[4, A, A*gamma , 1]);
27
28 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% HÆNGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
29 %Materiale
30 E=140*10^9; %Elasticitetsmodul [Pa]
31 nu=0.3; %Poissons forhold [-]
32 gamma =7.813 e3; %Densitet [kg/m^3]
33 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,,,,,,,,’); %Skriver til fil
34 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,1,0’);
35 write(fid ,’MPDATA ,EX ,2,,’,E);
36 write(fid ,’MPDATA ,PRXY ,2,,’,nu);
37 write(fid ,’MP,DENS ,2,’ ,0);
38 %Tværsnit
39 A=0.0064; %Areal [m^2]
40 %Real constant [R,NUMBER ,AREA ,ADDMASS ,TENSKEY]
41 write_array(fid ,’R’,[2, A, A*gamma , 1]);
42
43 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% DÆK %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
44 %Materiale
45 E=210*10^9; %Elasticitetsmodul [Pa]
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46 nu=0.3; %Poissons forhold [-]
47 gamma =1.498 e4; %Densitet [kg/m^3]
48 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,,,,,,,,’); %Skriver til fil
49 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,1,0’);
50 write(fid ,’MPDATA ,EX ,3,,’,E);
51 write(fid ,’MPDATA ,PRXY ,3,,’,nu);
52 write(fid ,’MP,DENS ,3,’,gamma);
53 %Tværsnit
54 A=1.202; %Areal [m^2]
55 I_y =93.32; %Arealinertimoment [m^4]
56 I_yz =0; %Centrifugalmomentet [m^4]
57 I_z =1.844; %Arealinertimoment [m^4]
58 I_w =0; %Hvælvingsinertimoment [m^6]
59 I_v =4.82; %Vridningsinertimoment [m^4]
60 CG_y =36.9/2; %y-koordinat for centrum [m]
61 CG_z =3/2; %z-koordinat for centrum [m]
62 SH_y =36.9/2; %y-koordinat for forskydningscentrum
[m]
63 SH_z =3/2; %z-koordinat for forskydningscentrum
[m]
64 TK_y =36.9; %Maksimal bredde [m]
65 TK_z =3; %Maksimal højde [m]
66 %Skriver tværsnitstype til fil
67 fprintf(fid ,’%s\n’,’SECTYPE ,1,BEAM ,ASEC ,Brodæk,0’);
68 %Tværsnitskonstant array
69 Materiale_data =[A, I_y , I_yz , I_z , I_w , I_v , CG_y , CG_z , SH_y , SH_z , TK_z ,
TK_y];
70 %Skriver tværsnitskonstant array til fil
71 write_array(fid ,’SECDATA ’,Materiale_data);
72 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% FIKTIV BJÆLKE %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
73 %Materiale
74 E=E*10; %Elasticitetsmodul [Pa]
75 nu=0.3; %Poissons forhold [-]
76 gamma =0; %Densitet [kg/m^3]
77 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,,,,,,,,’); %Skriver til fil
78 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,1,0’);
79 write(fid ,’MPDATA ,EX ,4,,’,E);
80 write(fid ,’MPDATA ,PRXY ,4,,’,nu);
81 write(fid ,’MP,DENS ,4,’,gamma);
82 %Tværsnit
83 %Hvor mange gange større tværsnitskonstanterne skal være ift. dækket
84 faktor =2;
85 A=A*faktor; %Areal [m^2]
86 I_y=I_y*faktor; %Arealinertimoment [m^4]
87 I_yz=I_yz*faktor; %Centrifugalmomentet [m^4]
88 I_z=I_z*faktor; %Arealinertimoment [m^4]
89 I_w=I_w*faktor; %Hvælvingsinertimoment [m^6]
90 I_v=I_v*faktor; %Vridningsinertimoment [m^4]
91 %Tværsnitskonstant array
92 Materiale_data =[A, I_y , I_yz , I_z , I_w , I_v , CG_y , CG_z , SH_y , SH_z , TK_z ,
TK_y];
93 fprintf(fid ,’%s\n’,’SECTYPE ,2,BEAM ,ASEC ,Fiktiv ,0’);
94 write_array(fid ,’SECDATA ’,Materiale_data);
95 %% Pylon
96 %Materiale
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97 E=28.9*10^9; %Elasticitetsmodul [Pa]
98 nu=0.2; %Poissons forhold [-]
99 gamma =2500; %Densitet [kg/m^3]
100 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,,,,,,,,’); %Skriver til fil
101 fprintf(fid ,’%s\n’,’MPTEMP ,1,0’);
102 write(fid ,’MPDATA ,EX ,5,,’,E);
103 write(fid ,’MPDATA ,PRXY ,5,,’,nu);
104 write(fid ,’MP,DENS ,5,’,gamma);
105
106 end
Matlab script C.13: Funktion Materialer.
1 function element_number_type(fid ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
2 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’NUMSTR ,ELEM ,’,num2str(number)));
3 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str(TYPE)));
4 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str(MAT)));
5 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,num2str(REAL)));
6 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’ESYS ,’,num2str(ESYS)));
7 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,num2str(SECNUM)));
8 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
9 end
Matlab script C.14: Funktion element number type.
1 function [kabel_node ]= Kabelkurve(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,h_sv ,h_sh ,k_m ,j_m ,lambda ,e_k ,a
)
2
3 %Horisontal kabelkraft
4 H=1/8* L_m ^2/k_m;
5 %Opskriver Cellarray med al information om kabler [node , x-koordinat ,y-koordinat]
6
7 %% Bagstag venstre side
8 kabel_node {1}=[0 , 0, h_sv]; %Ved ankerblok
9 kabel_node {2} =[a,L_sv ,k_m+j_m]; %Toppen af pylonen
10 element =2;
11 %% Hovedspændet L_m
12 %Start knude bruges kun sa˚ fremt L_m ikke ga˚r lige op i lambda
13 x1=(L_m -floor(L_m/lambda)*lambda)/2;
14 y=-1/2*x1*(L_m -x1)/H+k_m+j_m;
15 kabel_node{element +1} =[ element*a,x1+L_sv , y];
16 %Løkke som generer den resterende del af kabelkurven
17 for n=1: floor(L_m/lambda)
18 x=lambda*n+x1;
19 if x<L_m/2 %Første halvdel af hovedspændet
20 y=-1/2*x*(L_m -x)/H+k_m+j_m;
21 kabel_node{element +1+n} =[( element+n)*a,x+L_sv , y];
22 elseif x-lambda <L_m/2 %Knude i midten af hovedspændet
23 y=-1/2*x*(L_m -x)/H+k_m+j_m;
24 kabel_node{element +1+n} =[( element+n)*a,L_sv+L_m/2, y];
25 y=-1/2*x*(L_m -x)/H+k_m+j_m;
26 kabel_node{element +2+n} =[( element +1+n)*a,x+L_sv , y];
27 else %Resterende del af hovedspændet
28 y=-1/2*x*(L_m -x)/H+k_m+j_m;
29 kabel_node{element +2+n} =[( element +1+n)*a,x+L_sv , y];
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30 end
31 end
32 %% Bagstag højre side
33 element=element +2+n;
34 kabel_node{element +1} =[( element)*a,L_sv+L_m , k_m+j_m]; %Toppen af
pylonen
35 element=element +1;
36 kabel_node{element +1} =[( element)*a,L_sv+L_sh+L_m , h_sh]; %Ved ankerblok
37
38 %% Fjerner gentage knuder
39 %Start værdi bestemmes pa˚ ny efter hver iteration
40 length_kabel_node =3;
41 for n=1: length(kabel_node)-1
42 %Undg a˚r indekset kommer udover matrixdimensionen
43 if length_kabel_node <n+1
44 break
45 end
46 %Fjerner gentagne knuder
47 if kabel_node{n}(2)== kabel_node{n+1}(2)
48 kabel_node(n)=[];
49 end
50 %Bestemmer hvad længden af matrixen er nu
51 length_kabel_node=length(kabel_node);
52 end
53
54 %Giver nye kabelnode numre sa˚ ledes de hedder [1 ,2 ,3...]
55 for n=1: length(kabel_node)
56 kabel_node{n}(1)=n-1;
57 end
58 %% Skriver venstresides noder og elementer til fil
59 Node=1e3; %Start nummering for kabel 1*10^3
60 %Skriver noder til fil
61 for n=1: length(kabel_node)
62 write_array(fid ,’N’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n}(2), kabel_node{n
}(3), -e_k]);
63 end
64 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
65 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM) er anvendt
66 for n=1: length(kabel_node)-2
67 %Venstre bagstag
68 if n==1
69 element_number_type(fid ,Node ,1,1,3,0,’’);
70 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n+1}(1)+Node]);
71 element_number_type(fid ,Node ,1,1,1,0,’’);
72 else
73 %Hovedspændets kabel
74 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n+1}(1)+Node]);
75 end
76 end
77 %Højre bagstag
78 element_number_type(fid ,Node ,1,1,4,0,’’);
79 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n+1}(1)+Node ,kabel_node{n+2}(1)+Node]);
80 %% Skriver højresides noder og elementer til fil
81 Node=2e3; %Start nummering for kabel 2*10^3
82 %Skriver noder til fil
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83 for n=1: length(kabel_node)
84 write_array(fid ,’N’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n}(2), kabel_node{n
}(3), e_k]);
85 end
86 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
87 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM) er anvendt
88 for n=1: length(kabel_node)-2
89 %Venstre bagstag
90 if n==1
91 element_number_type(fid ,Node ,1,1,3,0,’’);
92 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n+1}(1)+Node]);
93 element_number_type(fid ,Node ,1,1,1,0,’’);
94 else
95 %Hovedspændets kabel
96 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n+1}(1)+Node]);
97 end
98 end
99 %Højre bagstag
100 element_number_type(fid ,Node ,1,1,4,0,’’);
101 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n+1}(1)+Node ,kabel_node{n+2}(1)+Node]);
102
103 end
Matlab script C.15: Funktion Kabelkurve.
1 function Deck(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,e_k ,a,kabel_node)
2
3 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% DÆK %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
4 node_c =3e3; %Nodenummer
5 write_array(fid ,’N’,[node_c+a,L_sv , 0, 0]); %Første knude
6 for n=2: length(kabel_node)-2 %Løkke til generering af noder
7 for n1=1:a
8 x1=kabel_node{n}(2)+( kabel_node{n+1}(2) -kabel_node{n}(2))/a*n1;
9 write_array(fid ,’N’,[node_c+kabel_node{n+1}(1) -a+n1 ,x1, 0, 0]);
10 end
11 end
12 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
13 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
14 element_number_type(fid ,node_c ,2,3,’’ ,0,1);
15 for n=2: kabel_node{length(kabel_node)}(1) -2*a+1
16 write_array(fid ,’E’,[n+a-2+node_c ,n+a-1+ node_c ]);
17 end
18 %% %%%%%%%%%%%%%%%%% FORBINDELSE MELLEM DÆK OG HÆNGER %%%%%%%%%%%%%%%%% %%
19 Node=4e3;
20 %Løkke til generering af noder
21 for n=2: length(kabel_node)
22 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
23 write_array(fid ,’N’,[Node+kabel_node{n}(1),kabel_node{n}(2), 0, -e_k]);
24 end
25 end
26 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
27 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
28 element_number_type(fid ,Node ,2,4,’’ ,0,2);
29 for n=1: length(kabel_node)-1
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30 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
31 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n}(1)+node_c ]);
32 end
33 end
34 %% %%%%%%%%%%%%%%%%% FORBINDELSE MELLEM DÆK OG HÆNGER %%%%%%%%%%%%%%%%% %%
35 Node=5e3;
36 %Løkke til generering af noder
37 for n=2: length(kabel_node)
38 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
39 write_array(fid ,’N’,[Node+kabel_node{n}(1),kabel_node{n}(2), 0, e_k]);
40 end
41 end
42 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
43 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
44 element_number_type(fid ,Node ,2,4,’’ ,0,2);
45 for n=2: length(kabel_node)-1
46 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
47 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+Node ,kabel_node{n}(1)+node_c ]);
48 end
49 end
50
51 end
Matlab script C.16: Funktion Deck.
1 function Hangers(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node ,cable_clamp)
2
3 %% %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% HÆNGER %%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%%% %%
4 element =6e3;
5 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
6 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
7 element_number_type(fid ,element ,1,2,2,0,’’);
8 %Elementer
9 for n=2: length(kabel_node)-2
10 %Definerer hænger med undtagelse af hvor pylontoppen og midten af hovedspændet er
11 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m/2 && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
12 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+1e3 ,kabel_node{n}(1)+4e3]);
13 end
14 %Definerer hænger pa˚ midten af hovedspændet
15 if kabel_node{n}(2)==L_sv+L_m/2
16 %Ændrer til et stift element sa˚ fremt der er kabelklemme
17 if cable_clamp ==1
18 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str (2)));
19 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str (4)));
20 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,’’));
21 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’ESYS ,’,num2str (0)));
22 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,num2str (2)));
23 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
24 end
25 %Definer knude pa˚ midten
26 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+1e3 ,kabel_node{n}(1)+4e3]);
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27 %Skifter kabeltypen tilbage
28 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str (1)));
29 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str (2)));
30 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,num2str (2)));
31 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’ESYS ,’,num2str (0)));
32 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,’’));
33 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
34 end
35 end
36 element =7e3;
37 %Skriver elementer til fil , hvor funktionen
38 %element_number_type(fil ,number ,TYPE ,MAT ,REAL ,ESYS ,SECNUM)
39 element_number_type(fid ,element ,1,2,2,0,’’);
40 %Elementer
41 for n=2: length(kabel_node)-2
42 %Definerer hænger med undtagelse af hvor pylontoppen og midten af hovedspændet er
43 if kabel_node{n}(2) ~=0 && kabel_node{n}(2)~=L_sv && kabel_node{n}(2)~=L_sv+
L_m/2 && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_m && kabel_node{n}(2)~=L_sv+L_sh+L_m
44 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+2e3 ,kabel_node{n}(1)+5e3]);
45 end
46 %Definerer hænger pa˚ midten af hovedspændet
47 if kabel_node{n}(2)==L_sv+L_m/2
48 %Ændrer til et stift element sa˚ fremt der er kabelklemme
49 if cable_clamp ==1
50 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str (2)));
51 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str (4)));
52 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,’’));
53 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’ESYS ,’,num2str (0)));
54 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,num2str (2)));
55 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
56 end
57 %Definer knude pa˚ midten
58 write_array(fid ,’E’,[kabel_node{n}(1)+2e3 ,kabel_node{n}(1)+5e3]);
59 %Skifter kabeltypen tilbage
60 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str (1)));
61 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str (2)));
62 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,num2str (2)));
63 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’ESYS ,’,num2str (0)));
64 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,’’));
65 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
66 end
67 end
68
69 end
Matlab script C.17: Funktion Hangers.
1 function Pyloner(fid ,L_sv ,L_m ,e_k ,kabel_node)
2
3 %Placering af knuder startende fra bunden for pylon samt pylonstiver
4 h_p =[ -46.946 , -16.081, 68.729 , 125.7];
5 %den halve afstand mellem ben i bunden
6 b=39.439/2;
7 %Pylon benets hældning
8 alpha=atan((b-e_k)/183.846)
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9
10 %% Noder
11 for n=1: length(h_p)
12 %Pylonen i venstre ende af broen
13 %Venstre pylonben
14 write_array(fid ,’N’,[n+8e3,L_sv ,h_p(n),-b-sin(alpha)*(h_p(1)-h_p(n))]);
15 %Højre pylonben
16 write_array(fid ,’N’,[n+8010,L_sv ,h_p(n),b+sin(alpha)*(h_p(1)-h_p(n))]);
17 %Pylonen i højre ende af broen
18 %Venstre pylonben
19 write_array(fid ,’N’,[n+8020, L_sv+L_m ,h_p(n),-b-sin(alpha)*(h_p (1)-h_p(n))]);
20 %Højre pylonben
21 write_array(fid ,’N’,[n+8030, L_sv+L_m ,h_p(n),b+sin(alpha)*(h_p(1)-h_p(n))]);
22 end
23
24 %% Elementer til ben
25 h=[14.5 13.02 10.06 9.32]; %Højden af det hule rektangel
26 b=[6 6 6 6]; %Bredden af det hule rektangel
27 t1=[1.3 1.3 1.3 1.3]; %Tykkelsen for b
28 t2=[1, 1, 1, 1]; %Tykkelsen for h
29 %Skifter element nummeret til 8000
30 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’NUMSTR ,ELEM ,’,num2str (8e3)));
31 for n=1: length(h)
32 if n<length(h)
33 %Bruger den lokale definition sidst i scriptet , til definering af materiale
34 %og tværsnittet for den hule rektangel
35 element(n+2,h(n),b(n),t1(n),t2(n));
36 write_array(fid ,’E’,[n+8e3,n+8001]);
37 write_array(fid ,’E’,[n+8010,n+8011]);
38 write_array(fid ,’E’,[n+8020,n+8021]);
39 write_array(fid ,’E’,[n+8030,n+8031]);
40 else
41 %Forbinder toppen af pylonen med kablet
42 element(n+2,h(n),b(n),t1(n),t2(n));
43 write_array(fid ,’E’,[n+8e3,kabel_node {2}(1) +1000]);
44 write_array(fid ,’E’,[n+8010, kabel_node {2}(1) +2000]);
45 write_array(fid ,’E’,[n+8020, kabel_node{length(kabel_node) -1}(1) +1000]);
46 write_array(fid ,’E’,[n+8030, kabel_node{length(kabel_node) -1}(1) +2000]);
47 end
48 end
49 section_number=n+2;
50 %% Elementer til pylonstiver
51 b=[10.831 8.16 6.364];
52 h=[11 11 11];
53 t1=[0.8 0.8 0.8];
54 t2=[0.8 0.8 0.8];
55 for n=1: length(h)
56 %Bruger den lokale definition sidst i scriptet , til definering af materiale
57 %og tværsnittet for den hule rektangel
58 element(section_number+n,h(n),b(n),t1(n),t2(n));
59 write_array(fid ,’E’,[n+8001,n+8011]);
60 write_array(fid ,’E’,[n+8021,n+8031]);
61 end
62
63 %% Lokalfunktion til rektangulære tværsnit
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64 function crossSection(number ,b,h,t1,t2)
65 text=strcat(’SECTYPE ,’,num2str(number),’,BEAM ,HREC ,,0’);
66 fprintf(fid ,’%s\n’,text);
67 text=strcat(’SECDATA ,’,num2str(b),’,’,num2str(h),’,’,num2str(t1),’,’,num2str(
t1),’,’,num2str(t2),’,’,num2str(t2),’ ,0,0,0,0,0,0 ’);
68 fprintf(fid ,’%s\n’,text);
69 end
70
71 %% Lokalfunktion til pylonben
72 function element(section_number ,h,b,t1,t2)
73 crossSection(section_number ,h,b,t1,t2);
74 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’TYPE ,’,num2str (2)));
75 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’MAT ,’,num2str (5)));
76 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’REAL ,’,num2str(’’)));
77 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’SECNUM ,’,num2str(section_number)));
78 fprintf(fid ,’%s\n’,’TSHAP ,LINE’);
79 end
80
81 end
Matlab script C.18: Funktion Pyloner.
1 function Displacements(fid ,L_m ,L_sv ,L_sh ,kabel_node)
2
3 fprintf(fid ,’%s\n’,’FINISH ’); %Afslutter preprocessoren i ANSYS
4 fprintf(fid ,’%s\n’,’/SOLU’); %Starter Solution
5
6 %% Pa˚fører konstruktionen understøtninger ved ankerblokke
7 for n=1: length(kabel_node)
8 if kabel_node{n}(2) ==0 || kabel_node{n}(2)==L_sv+L_sh+L_m
9 dis(1e3+kabel_node{n}(1),’ALL’);
10 dis(2e3+kabel_node{n}(1),’ALL’);
11 end
12 end
13
14 %% Pa˚fører konstruktionen understøtninger ved enderne af brodækket
15 for n=1: length(kabel_node)
16 %Understøtninger af brodækket i venstre side
17 if kabel_node{n}(2)==L_sv
18 dis(3e3+kabel_node{n}(1),’UY,UZ,ROTX’);
19 end
20 %Understøtninger af brodækket i højre side
21 if kabel_node{n}(2)==L_sv+L_m
22 dis(3e3+kabel_node{n}(1),’UY,UZ,ROTX’);
23 end
24 end
25
26 %% Pa˚fører konstruktionen understøtninger i bunden af pylonerne
27 for n=1:4
28 dis (8001+10*(n-1),’ALL’);
29 end
30
31 %% Lokalfunktion til understøtninger
32 function dis(node ,DOF)
33 text=strcat(’D,’,num2str(node),’,,,,,,’,DOF);
Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet 142
C.4 Modelgenerator til ANSYS Classic MATLAB
34 fprintf(fid ,’%s\n’,text);
35 end
36
37 end
Matlab script C.19: Funktion Displacements.
1 function SolutionPSTRES(fid)
2
3 fprintf(fid ,’%s\n’,’/SOLU’); %Starter solution
4 fprintf(fid ,’%s\n’,’ACEL ,0,9.82,0,’); %Pa˚fører tyngdeaccelerationen
5 fprintf(fid ,’%s\n’,’ANTYPE ,STATIC ’); %Vælger statisk beregning
6 fprintf(fid ,’%s\n’,’PSTRES ,1’); %Forspænding af konstruktion
7 %Gemmer spændingerne i konstruktionen til en fil
8 fprintf(fid ,’%s\n’,’INISTATE , WRITE , 1, , , , -2, S’);
9 fprintf(fid ,’%s\n’,’solve’);
10 fprintf(fid ,’%s\n’,’finish ’);
11
12 end
Matlab script C.20: Funktion SolutionPSTRESS.
1 function Solution(fid ,kabel_node)
2
3 %Starter solution
4 fprintf(fid ,’%s\n’,’/SOLU’);
5 %Pa˚fører tyngdeaccelerationen
6 fprintf(fid ,’%s\n’,’ACEL ,0,9.82,0,’);
7 %Gemmer den sidste deck node i Script filen som en variabel , som senere kan
8 %anvendes til statisk divergens
9 fprintf(fid ,’%s\n’,strcat(’deck_node=’,num2str(kabel_node{length(kabel_node)
-1}(1))));
10 %Vælger statisk beregning
11 fprintf(fid ,’%s\n’,’ANTYPE ,STATIC ’);
12 %Indlæser forspændingen af konstruktionen fra den lineære analyse
13 fprintf(fid ,’%s\n’,’INISTATE , READ , file ,ist’);
14 %Skifter til stor deformations analyse (Large deflection analysis)
15 fprintf(fid ,’%s\n’,’NLGEOM ,ON’);
16 %Sætter Newton Raphson ligningsløseren til sine standard betingelser
17 fprintf(fid ,’%s\n’,’SOLCONTROL ,ON’);
18 %Konvergens kriterie pa˚ flytningen U
19 fprintf(fid ,’%s\n’,’CNVTOL ,U,1e-5’);
20 %(Default) Aktiver spændings stivhedseffekter i ikke lineære analyser
21 fprintf(fid ,’%s\n’,’SSTIF ,ON’);
22 %Kontrollererer hvilke løsningsdata som sendes til database
23 fprintf(fid ,’%s\n’,’OUTRES ,ALL ,5’);
24 %Aktiver stabilisering for alle elementer som understøtter ikke lineær
stabilisering ,
25 fprintf(fid ,’%s\n’,’STABILIZE ,CONSTANT ,ENERGY ,0.6, MINTINE ’);
26 %Gemmer de statiske resultater
27 fprintf(fid ,’%s\n’,’EMATWRITE ,YES’);
28 fprintf(fid ,’%s\n’,’SOLVE’);
29 fprintf(fid ,’%s\n’,’FINISH ’);
30 fprintf(fid ,’%s\n’,’/SOLU’);
31 %PERTURB - Ved genstart af en lineær stor flytnings (modal ,buckling eller fuld
harmisk) analyse udføres det specificerede sidste step.
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32 fprintf(fid ,’%s\n’,’antype ,static ,restart ,,,perturb ’);
33 %Vælger en modal analyse
34 fprintf(fid ,’%s\n’,’PERTURB ,modal’);
35 %Relevante elementmatrixer
36 fprintf(fid ,’%s\n’,’SOLVE ,elform ’);
37 %Kontrollererer hvilke løsningsdata som sendes til database
38 fprintf(fid ,’%s\n’,’OUTRES ,ALL ,ALL’);
39 fprintf(fid ,’%s\n’,’MODOPT ,LANB ,50,0.03,5,,ON’);
40 fprintf(fid ,’%s\n’,’MXPAND ,50,,,yes’);
41 fprintf(fid ,’%s\n’,’SOLVE’);
42 fprintf(fid ,’%s\n’,’FINISH ’);
43 fprintf(fid ,’%s\n’,’/POST1’);
44 % Bruger .rstp fil til at vise resultater fra den lineære perturbation
45 fprintf(fid ,’%s\n’,’file ,,rstp’);
46
47 end
Matlab script C.21: Funktion Solution.
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Appendiks D
ANSYS Script
Dette appendiks best˚ar af afsnittene D.1, D.2 og D.3. I de to første afsnit gøres der rede
for de enkelte funktioner, der er anvendt i ANSYS Classic i forbindelse med forspænding
af konstruktionen og modalanalysen generelt. Til sidst er der vedlagt et ANSYS Classic
script, der udfører en analyse af statisk divergens. I forbindelse med det sidste afsnit
bruges figurerne nedenfor til at p˚aføre vindkraften.
0i = 1i = deck_nodei = deck_node+1i =
Figur D.1: Definition af noder i længderetningen.
4000 i+
1000 i+
5000 i+
2000 i+
3000 i+
Figur D.2: Definition af noder for de enkelte sektioner i længderetningen.
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D.1 Forspænding af konstruktion
Inden man bruger en model til videre beregning, skal egenspændingerne i konstruktionen
fra egenvægten bestemmes ud fra en lineær statisk analyse. Man vil normalt erfare ved
en statisk analyse, at der opst˚ar en bakkedal p˚a midten af FEM-modellen, hvilket ikke
er intentionen. Denne bakkedal kan umiddelbart undg˚as ved først at gemme egenspæn-
dingerne ud fra en lineær statisk analyse til en fil vha. ANSYS SCRIPT D.1. Dernæst
kan man vha. ANSYS SCRIPT D.2 indlæse egenspændingerne og derved forspænde
FEM-modellen p˚a baggrund af de egenspændinger, der opstod fra den tidligere analyse.
1 /SOLU ! S ta r t e r s o l u t i o n
2 ANTYPE,STATIC !Væl g e r en s t a t i s k ana lyse
3 PSTRES,1 ! Sæt t e r f o r spæn d i n g s e f f e k t e r t i l at b l i v e beregnet
4 INISTATE ,WRITE, 1 , , , , 0 , S ! Sæt t e r f o r spændingen a f e lementerne t i l at b l i v e gemt
5 SOLVE ! Lø s e r modellen l i n eær t
6 FINISH ! A f s l u t t e r l ø se ren
ANSYS script D.1: Beregner spændinger i konstruktionen og gemmer dem til en fil.
1 /SOLU ! S ta r t e r s o l u t i o n
2 ACEL, 0 , 9 . 8 2 , 0 , ! Sæt t e r tyngdeacce l e ra t i onen t i l
3 ANTYPE,STATIC !Væl g e r en s t a t i s k ana lyse
4 INISTATE , READ, f i l e , i s t ! Ind læs e r egenspændingerne f r a den l i n eære s t a t i s k e ana lyse
5 NLGEOM,ON ! S k i f t e r t i l s t o r de format ions ana lyse
6 CNVTOL,U,1 e−5 ! Sæt t e r konvergens k r i t e r i e pa˚ f l y t n i n g e r t i l 10ˆ−5
7 SSTIF ,ON ! Aktiver spændings s t i v h e d s e f f e k t e r i ikke l i n eære ana ly s e r
8 NSUBST,5 ,1000 ,1 ! S p e c i f i c e r e r a n t a l l e t a f substeps f o r et g ivent l a s t s tep
9 NCNV,1 , 5 E3 , 0 , 0 , 0 ! Hvorna˚ r programmet ska l opgive analysen
10 OUTRES,ALL,5 ! Sæt t e r a l l e l ø sn ingsdata t i l at b l i v e gemt t i l en database
11 ! Aktiver s t a b i l i s e r i n g f o r a l l e e lementer som underst ø t t e r ikke l i n eær s t a b i l i s e r i n g
12 STABILIZE ,CONSTANT,ENERGY, 0 . 4 ,MINTINE
13 EMATWRITE,YES !Gemmer de s t a t i s k e r e s u l t a t e r
14 SOLVE ! Lø s e r modellen
15 FINISH ! A f s l u t t e r l ø se ren
ANSYS script D.2: Kører en ikke-lineær statisk analyse.
D.2 Modalanalyse
Til bestemmelse af hængebroens egenfrekvenser og de dertilhørende egensvingnings-
former er ANSYS SCRIPT D.3 anvendt. Scriptet udfører først en ikke-lineær statisk
analyse, hvorefter der køres en modalanalyse.
1 /SOLU ! S ta r t e r s o l u t i o n
2 ACEL, 0 , 9 . 8 2 , 0 , ! Sæt t e r tyngdeacce l e ra t i onen t i l
3 ANTYPE,STATIC !Væl g e r en s t a t i s k ana lyse
4 INISTATE , READ, f i l e , i s t ! Ind læs e r egenspændingerne f r a den l i n eære s t a t i s k e ana lyse
5 NLGEOM,ON ! S k i f t e r t i l s t o r de format ions ana lyse
6 CNVTOL,U,1 e−5 ! Sæt t e r konvergens k r i t e r i e pa˚ f l y t n i n g e r t i l 10ˆ−5
7 SSTIF ,ON ! Aktiver spændings s t i v h e d s e f f e k t e r i ikke l i n eære ana ly s e r
8 NSUBST,5 ,1000 ,1 ! S p e c i f i c e r e r a n t a l l e t a f substeps f o r et g ivent l a s t s tep
9 NCNV,1 , 5 E3 , 0 , 0 , 0 ! Hvorna˚ r programmet ska l opgive analysen
10 OUTRES,ALL,5 ! Sæt t e r a l l e l ø sn ingsdata t i l at b l i v e gemt t i l en database
11 ! Aktiver s t a b i l i s e r i n g f o r a l l e e lementer som underst ø t t e r ikke l i n eær s t a b i l i s e r i n g
12 STABILIZE ,CONSTANT,ENERGY, 0 . 4 ,MINTINE
13 EMATWRITE,YES !Gemmer de s t a t i s k e r e s u l t a t e r
14 SOLVE ! Lø s e r modellen
15 FINISH ! A f s l u t t e r l ø se ren
16 /SOLU ! S ta r t e r s o l u t i o n
17 ! Sæt t e r ANSYS t i l at g en s ta r t e f r a det s i d s t e substeps og l a s t s tep
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18 ANTYPE,STATIC,RESTART, , , perturb
19 PERTURB, modal ! Udfø r e r en pa˚ v i r k e t modalanalyse
20 SOLVE, e l form ! Forbedreder element matr ixerne
21 OUTRES, a l l , a l l ! Sæt t e r a l l e l ø sn ingsdata t i l at b l i v e gemt t i l en database
22 !Væl g e r en Block Lanczos egenvær d i l ø s e r samt væl g e r mindste f r ekvens og anta l f r e kven s e r
23 MODOPT,LANB, 5 0 , 0 . 0 3 , 5 , ,ON
24 MXPAND, 5 0 , , , yes ! S p e c i f i c e r e r anta l f r e kven s e r som bestemmes
25 SOLVE ! Lø s e r modellen
26 FINISH ! A f s l u t t e r l ø se ren
27 /POST1 ! S ta r t e r po s tp roc e s so r
28 FILE , , r s tp ! S p e c i f i c e r e r hvor d a t a f i l e r n e kan f i n d e s
29 SAVE, FILE , db ,C:\Ansys\ !Gemmer modellen
ANSYS script D.3: Modalanalyse p˚a baggrund af en statisk ikke-lineær analyse.
D.3 Statisk divergens
Til bestemmelse af den kritiske divergensvindhastighed er ANSYS SCRIPT D.4 anvendt.
Inden scriptet indlæses, skal modellen og dens understøtninger samt tyngdeacceleratio-
nen defineres, hvilket kan gøres vha. ANSYS SCRIPT D.3, hvor den første del af koden
frem til FINISH anvendes. Definitionen af noderne fremg˚ar af Figur D.1 og Figur D.2,
der er vedlagt i starten af dette appendiks.
1 /INPUT , ’ Plot ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
2
3 pi =3.14159265359 ! De f i n e r e r PI
4
5 ! Vinklen i radian t i l anvende lse i s c r i p t e n e t i l bestemmelse a f fo rmfaktore rne
6 alpham12=−12/180∗pi
7 alpham11=−11/180∗pi
8 alpham10=−10/180∗pi
9 alpham9=−9/180∗pi
10 alpham8=−8/180∗pi
11 alpham7=−7/180∗pi
12 alpham6=−6/180∗pi
13 alpham5=−5/180∗pi
14 alpham4=−4/180∗pi
15 alpham3=−3/180∗pi
16 alpham2=−2/180∗pi
17 alpham1=−1/180∗pi
18 alpha0=0
19 alpha1 =1/180∗ pi
20 alpha2 =2/180∗ pi
21 alpha3 =3/180∗ pi
22 alpha4 =4/180∗ pi
23 alpha5 =5/180∗ pi
24 alpha6 =6/180∗ pi
25 alpha7 =7/180∗ pi
26 alpha8 =8/180∗ pi
27 alpha9 =9/180∗ pi
28 alpha10 =10/180∗ pi
29 alpha11 =11/180∗ pi
30 alpha12 =12/180∗ pi
31
32 ∗DIM , C D start , , deck node−2 ! Arrays t i l s ene re brug
33 ∗DIM , C M start , , deck node−2
34 ∗DIM , C L start , , deck node−2
35 ∗DIM , x koordinat , , deck node−2
36 break va lue=0 ! Ti l at stoppe l økken ved d ive rgens ( ans l a˚ e t
t i l en v inke l pa˚ 0 .4 rad )
37
38 ! Ind læs e r dimensioner i længderetningen , bredder , hø jde r og diameter
39 /INPUT , ’ Dimensioner ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
40
41 ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! S t a t i s k d ive rgens ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! !
42
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43 ! Drag k o e f f i c i e n t e r f o r kabel og pylon
44 C D kabel =0.864 ! Drag f o r alpha=0 f o r kab le r
45 C D pylon =1.8 ! Drag f o r alpha=0 f o r pylon
46
47 ! Vindens angrebsv inke l
48 a lpha 0=3∗pi /180
49
50 ! Star t f o r l økken t i l bestemmelse a f k r i t i s k v indhast ighed
51 ∗DO ,U,60 , 250 , 0 . 1 ! Middelv indhast igheden
52 ALLSEL,ALL !Væl g e r he l e konstrukt ionen
53 Uk=1/2∗1.25∗U∗∗2 ! Midde lv ind las ten
54 /SOLU ! S ta r t e r s o l u t i o n
55
56 ! Ind læs e r s c r i p t t i l pa˚ f ø r ing a f drag pa˚ pyloner . Skal denne be l a s tn ing ikke medtages sæt t e s
et ! fo ran l i n j e n
57 /INPUT , ’ Pylon ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
58 ! Ind læs e r s c r i p t t i l pa˚ f ø r ing a f drag pa˚ kabel . Skal denne be l a s tn ing ikke medtages sæt t e s et
! fo ran l i n j e n
59 /INPUT , ’ Kabel ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
60 ! Tjekker konvergens f o r fo rmfaktore rne vha . den e u k l i d i s k e norm , se s e l v s tændigt s c r i p t
61 /INPUT , ’ Konvergens ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
62
63 ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! Lø sn ing Bestemt ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! !
64
65 ∗IF , break value , eq , 1 , then ! Tjekker om der er opst a˚ e t d ive rgens
66 ∗EXIT ! Stopper l økken
67 ∗ENDIF
68
69 !Gemmer de format ioner samt p l o t t e r konstrukt ionen
70 /INPUT , ’POST ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
71
72 ∗ENDDO
ANSYS script D.4: Script til beregning af statisk divergens i ANSYS.
1 /PLOPTS ,FRAME,0 ! F je rner rammen
2 /TRIAD ,OFF ! Fje rner det g l oba l e koordinatsystem
3 /UDOC ,1 ,DATE,OFF ! Fje rner dato og ANSYS logo
4 /UDOC ,1 ,TYP2,OFF ! Fje rner DMAX SMAX
5 /RGB ,INDEX,100 ,100 ,100 , 0 !Gø r baggrunden hvid
6 PSCR, HIRES,1 ! 0 = EPS bitmaps , 1 = EPS vec to r s
7 PSCR,LWID,3 ! L in j e tykke l s e f ak to r
8 PSCR,COLOR,0 ! 0 = Monochrome , 1 = 16 co l o r s , 2 =256+ co lo r s , 3 = Shaded
monochrome
9 PSCR,ROTATE,0 ! Roter ing a f b i l l e d e
10 PSCR,ORIENT, Po r t r a i t ! Landscape e l l e r Po r t r a i t
11 PSCR, tranx ,450 ! O f f s e t i x−r e tn ingen
12 PSCR, trany ,60 ! O f f s e t i y−r e tn ingen
ANSYS script D.5: Opsætning af plot i vektor format (EPS).
1 ! Dimensioner
2 ∗DO , I , 1 , deck node−2 ! Bestemmer længden l a s t e n v i r k e r over langs brodækket
3 ∗GET , x1 , node ,1000+ I ,LOC,X ! Finder vens t r e knudes p l a c e r i n g i x−r e tn ingen
4 ∗GET , x2 , node ,1001+ I ,LOC,X ! Finder midter knudens p l a c e r i n g i x−r e tn ingen
5 ∗GET , x3 , node ,1002+ I ,LOC,X ! Finder hø j r e knudes p l a c e r i ng i x−r e tn ingen
6
7 x koord inat ( I )=(x3−x1 ) /2 ! Bestemmer længden som l a s t e n v i r k e r over
8 ∗ENDDO
9
10 B=36.9 ! Bredde a f brodækket
11 H=3 !Hø jde a f brodækket
12 D kabel =0.876 ! Diameter a f kabel
13 B1=14.5 ! Bredden i bunden a f pylonen
14 B2=13.02
15 B3=10.06
16 B4=9.32 ! Bredden i toppen a f pylonen
17 h1=25.365+5.5 !Hø jden f r a bunden a f pylonen t i l næs t e node
18 h2=84.81
19 h3=56.971
20 h4=5.7+5.5 !Hø jden f r a den ø ve r s t e p y l o n s t i v e r t i l kab l e t
ANSYS script D.6: Script til at indlæse konstruktionens dimensioner.
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1 ∗DO , n pylon , 1 , 4 ! Løkke t i l pa˚ f ø r ing a f drag pa˚ a l l e pylonben
2 f ak to r =10∗( n pylon−1) ! Tager hver t i ende node
3 FDELE,8002+ faktor ,ALL ! Fje rner t i d l i g e r e d e f i n e r ed e l a s t e r
4 FDELE,8003+ faktor ,ALL
5 FDELE,8004+ faktor ,ALL
6
7 ! P˚a f ø r e r l a s t i de r e sp e k t i v e hø jde r
8 F,8002+ faktor , FZ ,Uk∗C D pylon ∗13 .02∗ ( (59 .5+27) /2+(60−27) /2)
9 F,8003+ faktor , FZ ,Uk∗C D pylon ∗10.06∗((13−59.5) /2+(59.5+27) /2)
10 F,8004+ faktor , FZ ,Uk∗C D pylon ∗9.32∗(133−59.5) /2
11 ∗ENDDO
ANSYS script D.7: Script til p˚aføring af drag p˚a pylonben.
1 ∗DO , I , 1 , deck node−2 ! S t a r t e r Løkke der pa˚ f ø r e r drag pa˚ kab l e t
2 FDELE,1 e3+I +1,ALL ! Fje rner l a s t e n pa˚ kab lerne
3 FDELE,2 e3+I +1,ALL
4
5 F c=Uk∗C D kabel∗D kabel∗ x koord inat ( I ) ! Beregner v ind l a s t en pa˚ kab lerne
6
7 F,1000+ I +1,FZ , F C ! P˚a f ø r e r v ind l a s t en pa˚ kab lerne
8 F,2000+ I +1,FZ , F C
9 ∗ENDDO
ANSYS script D.8: Script til p˚aføring af drag p˚a kablerne.
1 ∗DO ,n1 ,1 ,1000 ! Løkke t i l s i k r i n g a f konvergens f o r v ink l en alpha
ved den givne v indhast ighed U
2 ∗DO , I , 1 , deck node−2 ! S t a r t e r Løkke der pa˚ f ø r e r l a s t e r pa˚
konstrukt ionen
3
4 FDELE,3 e3+I +1,ALL ! Fje rner l a s t e n pa˚ brodækket
5
6 ∗GET , alpha , node ,3001+ I ,ROT,X ! Finder v inke ld r e jn ing en a f noden
7 alpha=alpha+alpha 0 ! Beregner den e f f e k t i v e v inke l
8
9 ! Bestemmer fo rmfaktore rne ud f r a v inke ld r e j n ingen se s e l v s tændige s c r i p t
10 /INPUT , ’C D ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
11 /INPUT , ’C L ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
12 /INPUT , ’C M ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
13 C D start ( I )=C D !Gemmer formfaktorne i vekto re r
14 C L star t ( I )=C L
15 C M start ( I )=C M
16
17 ! Beregner be l a s tn ing som ska l pa˚ f ø r e s brodækekt
18 F D=Uk∗C D start ( I )∗B∗ x koord inat ( I )
19 F L=Uk∗C L star t ( I )∗B∗ x koord inat ( I )
20 F M=Uk∗C M start ( I )∗B∗∗2∗ x koord inat ( I )
21
22 F,3000+ I +1,FZ , F D ! P˚a f ø r e r be l a s tn ing pa˚ brodækket
23 F,3000+ I +1,FY, F L
24 F,3000+ I +1,MX,F M
25
26 ∗ENDDO
27
28 SOLVE ! Lø s e r l i gn i ng s sy s t eme t med Newton Rahpson
29
30 ! Tjekker konvergens f o r fo rmfaktore rne vha . den e u k l i d i s k e norm , se s e l v s tændigt s c r i p t
31 /INPUT , ’ EuclideanNorm ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS\ S ta t i s k d ive rgens ’ , , 0
32 ! Tjekker konvergens k r i t e r i e i h t . ( 2 . 1 85 ) , hvor konvergens k r i t e r i e t er sat t i l 0 .005
33 ∗IF , vareps i l on L , le , 0 . 0 0 5 ,AND, varepsi lon M , le , 0 . 0 0 5 , then
34 ∗IF , vareps i lon D , le , 0 . 0 0 5 , then !Bemærk den s i d s t e IF cond i t i on sky lde s ANSYS ikke kan
t j ekke mere end to b e t i n g e l s e r a f gangen
35 ∗EXIT ! Stopper l økken hv i s konvergens k r i t e r i e t er op fy ld t
36 ∗ENDIF
37 ∗ENDIF
38 ! Sa˚ fremt den maksimale v i n k e l d r e j n i n g a f en node er s t ø r r e end 0 .4 rad stoppes l økken
39 ∗IF , 0 . 4 , l e , alpha max , then ! Tjekker om der er opna˚ et s a˚ s t o r en
v inke ld r e jn ing , at d ive rgens er opst a˚ e t
40 break va lue=1 ! De f i n e r e r en værd i t i l at stoppe den næs t e l økke
41 ∗EXIT ! Stopper l økken
42 ∗ENDIF
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43 ∗ENDDO
ANSYS script D.9: Script til sikring af konvergens for formfaktorerne CD, CL og
CM for brodækket.
1 ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! Eucl idean norm ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! ! !
2 vareps i l on D=0 ! N u l s t i l l e r værd i e rn e
3 va r ep s i l on L=0
4 vareps i lon M=0
5 alpha max=0
6
7 ∗DO , I , 1 , deck node−2 ! S t a r t e r l økke f o r brodækkets knuder
8 ∗GET , alpha , node ,3001+ I ,ROT,X ! Finder v inke ld r e j n ingen a f den betragtede knude
9
10 ∗IF , alpha max , le , alpha , then ! Finder den maksimale v i n k e l d r e j n i n g a f brodækket
11 alpha max=alpha
12 ∗ENDIF
13 alpha=alpha+alpha 0 ! Beregner den e f f e k t i v e v inke l
14
15 ! Bestemmer fo rmfaktore rne ud f r a v inke ld r e j n ingen se s e l v s tændige s c r i p t
16 /INPUT , ’C D ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
17 /INPUT , ’C L ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
18 /INPUT , ’C M ’ , ’ txt ’ , ’C:\ANSYS ’ , , 0
19
20 ! Eps i lon vær d i e r i h t . formel ( 2 . 1 85 )
21 vareps i l on D=vareps i l on D +((C D−C D start ( I ) ) ∗∗2) /( C D start ( I ) ∗∗2)
22 va r ep s i l on L=varep s i l on L +((C L−C L star t ( I ) ) ∗∗2) /( C L star t ( I ) ∗∗2)
23 vareps i lon M=vareps i lon M +((C M−C M start ( I ) ) ∗∗2) /( C M start ( I ) ∗∗2)
24 ∗ENDDO
25
26 ! Tager kvadratroden a f va r ep s i l on værd i e rn e i h t . formel ( 2 . 185 )
27 vareps i l on D=sqr t ( vareps i l on D )
28 va r ep s i l on L=sqr t ( va r ep s i l on L )
29 vareps i lon M=sqr t ( vareps i lon M )
30
31 !Bemærk konvergens k r i t e r i e t t j e kk e s i s c r i p t e t Konvergens , i d e t denne
32 ! indeho lde r l økken , som ska l dræbes . ANSYS t i l l a d e r ikke , at l økken dræbes i de t te s c r i p t
ANSYS script D.10: Script til tjek af den euklidiske norm iht. (2.185).
1 /POST1 !Gemmer deformat ionerne f o r brodækket f o r den givne v indhast ighed
2 SET, LIST ,999
3 NSEL, s ,NODE, ,3000 ,3999
4 /OUTPUT,C:\ANSYS\ROTX\ROTX%U%, txt
5 PRNSOL,ROT,X ! Vinke ldre jn ingen
6 /OUT
7 SET, LIST ,999
8 /OUTPUT,C:\ANSYS\UY\UY%U%, txt
9 PRNSOL,U,Y ! Den v e r t i k a l e f l y t n i n g
10 /OUT
11 SET, LIST ,999
12 /OUTPUT,C:\ANSYS\UZ\UZ%U%, txt
13 PRNSOL,U, Z ! Flytningen ud a f p lanet
14 /OUT
15
16 /VIEW ,1 ,1 ,1 ,1 ! Laver et vek to rp l o t a f konstrukt ionen i udbø j e t t i l s t a n d
17 /ANG,1
18 /REP ,FAST
19 PLDISP,0
20 /SHOW,PSCR, , , 8
21 PLDISP,0
22 SET,NEXT
23 /SHOW,CLOSE
ANSYS script D.11: Script til at gemme flytninger og lave et vektorplot af
konstruktione i dens udbøjet tilstand.
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D.3.1 Aerostatiske formfaktorer for brodæk
D.3.1.1 Julsundbroen
1 C D=1.365
ANSYS script D.12: Dragkoefficienten opskrevet som en konstant.
1 C L=−0.476+2.78∗ alpha
ANSYS script D.13: Liftkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
1 C M=0.068+0.859∗ alpha
ANSYS script D.14: Momentkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
D.3.1.2 Jiangyinbroen
1 ∗IF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
2 C D=0.043165467625899−1.133549594683283∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
4 C D=−0.046762589928058−1.648799410448415∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
6 C D=−0.032374100719424−1.545749447295386∗ alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
8 C D=0.021582733812950−1.030499631530255∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
10 C D=0.021582733812950−1.030499631530259∗ alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
12 C D=0.079136690647482−0.206099926306051∗ alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
14 C D=0.057553956834532−0.618299778918155∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
16 C D=0.071942446043165−0.206099926306051∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
18 C D=0.071942446043165−0.206099926306052∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
20 C D=0.071942446043165−0.206099926306051∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
22 C D=0.0683453237410070+3.555968236953807 e−16∗alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
24 C D=0.0539568345323740+0.412199852612103∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
26 C D=0.075539568345324+7.951386703658792 e−16∗alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
28 C D=0.032374100719425+0.618299778918154∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
30 C D=0.032374100719425+0.618299778918154∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
32 C D=0.032374100719424+0.618299778918155∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
34 C D=0.032374100719425+0.618299778918154∗ alpha
35 ∗ELSE ! 10<alpha
36 C D=0.014388489208633+0.721349742071179∗ alpha
37 ∗ENDIF
ANSYS script D.15: Dragkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
1 ∗IF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
2 C L=−1.25225225225225−2.06471277524622∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
4 C L=−0.689189189189188+1.16140093607600∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
6 C L=−0.310810810810811+3.87133645358664∗ alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
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8 C L=−0.0675675675675682+6.19413832573862∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
10 C L=−0.157657657657657+5.16178193811553∗ alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
12 C L=−0.121621621621622+5.67796013192708∗ alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
14 C L=−0.135135135135135+5.41987103502131∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
16 C L=−0.135135135135135+5.41987103502131∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
18 C L=−0.126126126126126+5.93604922883285∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
20 C L=−0.126126126126126+4.90369284120975∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
22 C L=−0.148648648648649+6.19413832573863∗ alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
24 C L=−0.130630630630631+5.67796013192708∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
26 C L=−0.103603603603603+5.16178193811552∗ alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
28 C L=0.0945945945945945+2.32280187215199∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
30 C L=0.0720720720720725+2.58089096905776∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
32 C L=0.207207207207207+1.29044548452888∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
34 C L=0.135135135135135+1.80662367834043∗ alpha
35 ∗ELSE ! 10<alpha
36 C L=−0.0450450450450443+2.83898006596354∗ alpha
37 ∗ENDIF
ANSYS script D.16: Liftkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
1 ∗IF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
2 C M=−0.234234234234234−0.645222742264440∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
4 C M=−0.256756756756757−0.774267290717329∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
6 C M=−0.148648648648649+4.77083202219528e−16∗alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
8 C M=−0.0405405405405407+1.03235638762310∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
10 C M=−0.0180180180180179+1.29044548452888∗ alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
12 C M=−0.0180180180180180+1.29044548452888∗ alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
14 C M=−0.00450450450450444+1.54853458143466∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
16 C M=−0.0135135135135135+1.29044548452888∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
18 C M=0.00450450450450450+2.32280187215199∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
20 C M=0.00450450450450450+0.516178193811553∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
22 C M=1.55158384577954 e−17+0.774267290717328∗ alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
24 C M=−0.00900900900900901+1.03235638762310∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
26 C M=0.0180180180180180+0.516178193811553∗ alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
28 C M=0.0360360360360361+0.258089096905776∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
30 C M=0.0360360360360361+0.258089096905776∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
32 C M=0.0360360360360360+0.258089096905776∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
34 C M=0.0180180180180180+0.387133645358664∗ alpha
35 ∗ELSE ! 10<alpha
36 C M=−0.00450450450450441+0.516178193811552∗ alpha
37 ∗ENDIF
ANSYS script D.17: Momentkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
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D.3.1.3 Xihoumenbroen
1 ∗IF , alpha , le , alpham11 , then ! alpha<=−11
2 C D=−0.243749999999998−4.29718346348116∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
4 C D=−0.553125000000002−5.90862726228663∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham9 , then ! alpha<=−9
6 C D=0.196875000000000−1.61144379880544∗ alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
8 C D=0.112500000000000−2.14859173174059∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham7 , then ! alpha<=−7
10 C D=0.112500000000000−2.14859173174059∗ alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
12 C D=0.134375000000001−1.96954242076220∗ alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
14 C D=0.171875000000000−1.61144379880544∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
16 C D=−0.0156250000000004−3.76003553054603∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
18 C D=0.184375000000000−0.895246554891911∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
20 C D=0.0718749999999998−3.04383828663250∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
22 C D=−0.128125000000000−8.77341623794073∗ alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
24 C D=−0.0406250000000000−3.76003553054603∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
26 C D=−0.0406250000000000+3.40193690858926∗ alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
28 C D=−0.0249999999999999+2.50669035369735∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
30 C D=−0.0812500000000000+4.11813415250279∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
32 C D=0.143750000000000−0.179049310978380∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
34 C D=−0.231249999999999+5.19243001837308∗ alpha
35 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
36 C D=0.253125000000000−0.358098621956765∗ alpha
37 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha7 , then ! alpha<=7
38 C D=−0.0281249999999998+2.32764104271897∗ alpha
39 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
40 C D=−0.0281249999999999+2.32764104271897∗ alpha
41 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha9 , then ! alpha<=9
42 C D=0.0718750000000003+1.61144379880544∗ alpha
43 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
44 C D=0.0718749999999987+1.61144379880545∗ alpha
45 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha11 , then ! alpha<=11
46 C D=−0.615624999999998+5.55052864032984∗ alpha
47 ∗ELSE ! 11<alpha
48 C D=−0.374999999999999+4.29718346348117∗ alpha
49 ∗ENDIF
ANSYS script D.18: Dragkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
1 ∗IF , alpha , le , alpham11 , then ! alpha<=−11
2 C L=−0.559375000000000−0.358098621956762∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
4 C L=−0.628125000000001−0.716197243913534∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham9 , then ! alpha<=−9
6 C L=−0.909374999999999−2.32764104271896∗ alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
8 C L=−0.600000000000000−0.358098621956765∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham7 , then ! alpha<=−7
10 C L=−0.475000000000000+0.537147932935150∗ alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
12 C L=−0.409375000000000+1.07429586587029∗ alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
14 C L=−0.315625000000001+1.96954242076220∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
16 C L=−0.190625000000000+3.40193690858927∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
18 C L=−0.203125000000000+3.22288759761088∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
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20 C L=−0.231250000000000+2.68573966467574∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
22 C L=−0.0312500000000000+8.41531761598397∗ alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
24 C L=−0.00312500000000000+10.0267614147894∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
26 C L=−0.00312500000000000+2.50669035369735∗ alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
28 C L=−0.00312499999999995+2.50669035369735∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
30 C L=0.00937499999999999+2.14859173174059∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
32 C L=6.93889390390722 e−17+2.32764104271897∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
34 C L=0.0625000000000001+1.43239448782706∗ alpha
35 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
36 C L=0.0468750000000002+1.61144379880544∗ alpha
37 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha7 , then ! alpha<=7
38 C L=0.00937500000000027+1.96954242076220∗ alpha
39 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
40 C L=0.118750000000000+1.07429586587029∗ alpha
41 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha9 , then ! alpha<=9
42 C L=0.0937500000000000+1.25334517684868∗ alpha
43 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
44 C L=0.0937499999999993+1.25334517684868∗ alpha
45 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha11 , then ! alpha<=11
46 C L=0.562499999999999−1.43239448782705∗ alpha
47 ∗ELSE ! 11<alpha
48 C L=0.390625000000000−0.537147932935149∗ alpha
49 ∗ENDIF
ANSYS script D.19: Liftkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
1 ∗IF , alpha , le , alpham11 , then ! alpha<=−11
2 C M=0.00312499999999999+0.358098621956765∗ alpha
3 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham10 , then ! alpha<=−10
4 C M=−0.0312499999999999+0.179049310978383∗ alpha
5 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham9 , then ! alpha<=−9
6 C M=0.0624999999999998+0.716197243913528∗ alpha
7 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham8 , then ! alpha<=−8
8 C M=−0.359375000000000−1.96954242076221∗ alpha
9 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham7 , then ! alpha<=−7
10 C M=−0.0843750000000000+4.48802124283181e−16∗alpha
11 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham6 , then ! alpha<=−6
12 C M=−0.0843750000000000+1.72489795791788e−16∗alpha
13 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham5 , then ! alpha<=−5
14 C M=−0.103125000000000−0.179049310978383∗ alpha
15 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham4 , then ! alpha<=−4
16 C M=−0.0562499999999999+0.358098621956766∗ alpha
17 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham3 , then ! alpha<=−3
18 C M=−0.0187500000000000+0.895246554891911∗ alpha
19 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham2 , then ! alpha<=−2
20 C M=−0.0562500000000000+0.179049310978383∗ alpha
21 ∗ELSEIF , alpha , le , alpham1 , then ! alpha<=−1
22 C M=−0.0375000000000000+0.716197243913529∗ alpha
23 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha0 , then ! alpha<=0
24 C M=0.00312500000000000+3.04383828663250∗ alpha
25 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha1 , then ! alpha<=1
26 C M=0.00312500000000000+0∗ alpha
27 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha2 , then ! alpha<=2
28 C M=0.00312500000000000+0∗ alpha
29 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha3 , then ! alpha<=3
30 C M=−0.00312500000000000+0.179049310978382∗ alpha
31 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha4 , then ! alpha<=4
32 C M=−0.0218750000000000+0.537147932935147∗ alpha
33 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha5 , then ! alpha<=5
34 C M=−0.0218749999999999+0.537147932935146∗ alpha
35 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha6 , then ! alpha<=6
36 C M=−0.00624999999999995+0.358098621956764∗ alpha
37 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha7 , then ! alpha<=7
38 C M=−0.0250000000000000+0.537147932935146∗ alpha
39 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha8 , then ! alpha<=8
40 C M=−0.0250000000000001+0.537147932935147∗ alpha
41 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha9 , then ! alpha<=9
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D.3 Statisk divergens ANSYS SCRIPT
42 C M=0.0250000000000001+0.179049310978382∗ alpha
43 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha10 , then ! alpha<=10
44 C M=−0.0312500000000003+0.537147932935148∗ alpha
45 ∗ELSEIF , alpha , le , alpha11 , then ! alpha<=11
46 C M=0.0312500000000000+0.179049310978382∗ alpha
47 ∗ELSE ! 11<alpha
48 C M=−0.00312500000000000+0.358098621956765∗ alpha
49 ∗ENDIF
ANSYS script D.20: Momentkoefficienten opskrevet som en stykvis lineær funktion.
155 Institut for Teknologi og Innovation - Syddansk Universitet

 Grunnlag, analyse og dimensjonering 1
 
i) Grunnlag 
Beregningene i denne rapporten er basert på eksisterende datagrunnlag fra vindtekniske 
undersøkelser utført av Statens vegvesen. Datagrunnlaget er mangelfullt på flere områder, og det er 
kompensert for dette med kvalifiserte antagelser. 
 
ii) Prosjekteringsregler og standarder 
Prosjektering er utført i henhold til Statens vegvesens håndbok N400 /1/: 
 
"Prosjekteringsregler for bruer, 2015"   
 
Dimensjonering av stål- og betongkonstruksjoner baseres på hhv. NS-EN 1993 /10/   
og NS-EN 1992 /11/ samt særbestemmelsene i håndbok 400 /1/. 
 
iii) Analyse 
Global analysen er gjort med det generelle elementmetodeprogrammet "Abaqus" /40/ og 
rammeprogrammet "NovaFrame" /41/ i tillegg til "Alvsat".   
 
iv) Dimensjonering 
Dimensjonering av tårnkonstruksjonen i betong er gjort med dimensjoneringsprogrammet 
"NovaDesign" /49/. Stål i avstivningsbærer, bærekabler og hengestenger er dimensjonert med 
egenutviklende regneark i "Excel" eller "Mathcad" /48/ og "Sofistik" /42/. 
 
 Hoveddata 1.1
1.1.1 Geometri 
Spennvidde  2050 m 
Pilhøyde bærekabel  205 m 
Seilingshøyde  50 m 
 - bredde  400 m 
Kjørebanebredde  2x5,75 + 2x3,0 m 
Kotehøyde S-punkt   28,286 m 
Kotehøyde T-punkt   265 m 
Planumskote ved tårn  30,717 m 
Planumskote ved brumidten  57 m 
Vertikalradius brubane  20 000 m 
Avstand mellom kabelplan  30 m 
Avstand mellom kasser  10 m 
Avstand mellom S-punkt og cL-bru 29,318 m 
Avstand mellom S-pkt og T-pkt   410 m 
Stigning bakstag   30 ° 
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1.1.2 Stivhet 
 
Avstivningsbæreren er bygd opp av to kasser med 10 m mellomrom som er forbundet med 
tverrbjelker ved hvert hengestangsfeste. Kassens form er vist i figuren nedenfor:  
 
 
 
Tverrsnittdata for én kasse: 
A = 0,4430 m2 
I1 =  0,4414 m
4 
I2 =  5,2398 m
4 
IT =  1,0402 m
4 
CW = 0,8560 m
6 
E = 210 000 N/mm2 
G = 80 000 N/mm2  ( = 0,3) 
 
Horisontal nøytralakse:  - 1499 mm fra undersiden 
Vertikal nøytralakse:  - 4690 mm fra midtre vertikalplate pr kasse 
 
Skjærsenter:   - 1472 mm fra undersiden 
    - 2982 mm fra midtre vertikalplate pr kasse 
 
Massesenter:   - 1805 mm fra undersiden 
    - midt i tverrsnittet 
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Tverrbærer: 
 
A = 0,132 m2 
I1 =  0,233 m
4 
I2 =  0,100 m
4 
IT =  0,143 m
4 
E = 210 000 N/mm2 
G = 80 000 N/mm2  ( = 0,3) 
*Det er valgt å regne med noe høyre masse på tverrbærerne for å ta hensyn til tverrskott etc;  
ρ=8334 kg/m3. 
 
 
 
Bærekabler: 
 
Det benyttes parallelle tråder i bærekablene med et effektivt stålareal på 
 
A = 0,375 m2 (effektivt stålareal pr. kabelplan)  
  
E = 200.000 N/mm2  
 
Kablene har en fasthet på 1860 N/mm2. 
 
Hengestenger: 
Benytter Bridon LC100 eller tilsvarende. 
A = 6990 mm2   
E = 160.000 N/mm2  
 
Tårn: 
Det vises til analyse og dimensjonering av tårn i kapittel 4.  
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1.1.3 Masse 
Massetetthet stål: 7850 kg/m3 
i) Detaljert oppsett 
Avstivningsbærer:  
Langsgående stål  3 478 kg/m 
Tverrskott  600 kg/m 
Nedre hengestangsfester (3000 kg/stk)  100 kg/m 
Rekkverk m/festeplater  200 kg/m 
Belegning (membran og slitelag)  1 400 kg/m 
Elektroinstallasjoner etc.  272 kg/m 
Overflatebehandling  25 kg/m 
Sum kasse  6075 kg/m 
Langsgående stål i tverrbærer  1100 kg/m [30.0 m] 
Sum  13 250 kg/m 
Lengde avstivningsbærer  2050 m 
Totalt hovedspenn  27 162,5 tonn 
Massetreghetsmoment per kasse  70 500  kgm2/m 
Total massetreghetsmoment avstb.  1 320 000 kgm2/m 
 
Bærekabler:  
Masse pr kabelplan i hovedspenn*  3075 kg/m 
Lengde bærekabel i hovedspenn  2  2104 m 
Tonnasje i hovedspenn  12 940 tonn 
Masse pr kabelplan i sidespenn*  3200 kg/m 
Lengde kabel i sidespenn  4 x 473 m 
    
Tonnasje inkl. bakstag  19 000 tonn 
Rotasjonsmassetreghet  1 380 000 kgm2/m 
* målt pr. lengdeenhet bærekabel - ikke horisontal projeksjon. 
 
Hengestenger, 2x67 stk:  
Lukket tau  58 kg/m 
Total lengde hengestenger  10 334 m 
Sum kabel  600 tonn 
Hengestangshoder  500 kg 
Sum hengestangshoder 
50 % fordelt langs avstivningsbærer  
67 
163 
tonn 
kg/m 
Øvre hengestangsfeste  3000 kg/stk 
Sum øvre hengestangsfester  402 tonn 
Sum 
Fordelt per m kabel per kabelplan  
1069 
175 
tonn 
kg/m 
Rotasjonsmassetreghet  117 000 kgm2/m 
 
Samlet tonnasje i hovedspenn: 
Avstivningsbærer  27 163 tonn 
Bærekabler  12 940 tonn 
Hengestenger  1 069 tonn 
Totalt  41 172 tonn 
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Massetetthet (armert) betong: 2550 kg/m3 
ii) Masser tårn 
Konstruktivt areal tårnbein kote + 0 95.2 m2 
Konstruktivt areal tårnbein kote + 455 46 m2 
Masse per tårnben 
 
81 914 tonn 
    Topprigel 
 
2 457 tonn 
Rigel ved kote + 360 
 
4 592 tonn 
Midtrigel 
 
6 066 tonn 
Rigel ved kote + 160 
 
7 466 tonn 
Planumsrigel 
 
11 879 tonn 
Sum rigler 
 
32 461 tonn 
    Tårnfundament (per tårn) 
 
105 188 tonn 
    Delsum per tårn 
 
301 476 tonn 
Sum tårn 
 
602 951 tonn 
 
 Materialer 1.2
 
Avstivningsbærer fy = 355 N/mm
2  
   E = 210.000 N/mm2 
 
Bærekabler fu = 1770 N/mm
2   
   E = 200.000 N/mm2 
 
Hengestenger fu = 1570 N/mm
2   
   E = 160.000 N/mm2 
   
Tårn Fasthetsklasse B45  
  
   
Materialfaktorer: 
Det benyttes materialfaktorer i tråd med Hb 185, NS-EN 1993 og NS-EN 1992. 
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2 Vindklima 
Utformingen av beregningsgrunnlaget for vindklimaet er utført i samsvar med NS-EN 1991-1-4 og Hb 
185. Når rapport fra de stedlige vindmålingene foreligger, vil dette danne grunnlag for videre 
detaljprosjektering. 
For brua i permanent tilstand skal en årlig sannsynlighet for overskridelse på 0,02 tilsvarende en 
returperiode på 50 år benyttes til å bestemme vindklimaet. I byggetilstand skal en årlig sannsynlighet 
for overskridelse på 0,095 tilsvarende en returperiode på 10 år benyttes. 
Brua dimensjoneres etter Hb 185 punkt 5.5.3.6 Brukonstruksjoner i vindklasse III. 
2.1 Grunnleggende størrelser 
Basisvindhastigheten bv  defineres som midlere vindhastighet over 10 minutter, 10 meter over flatt 
landskap med ruhetslengde på 0,05 m. 
Basisvindhastigheten skal fastsettes fra: 
  𝑣𝑏 = 𝑐𝑑𝑖𝑟 ∙ 𝑐𝑠𝑒𝑎𝑠𝑜𝑛 ∙ 𝑐𝑎𝑙𝑡 ∙ 𝑐𝑝𝑟𝑜𝑏 ∙ 𝑣𝑏,0       
der 𝑐𝑑𝑖𝑟 er retningsfaktoren, 𝑐𝑠𝑒𝑎𝑠𝑜𝑛 er årstidsfaktoren, 𝑐𝑎𝑙𝑡 er nivåfaktor, 𝑐𝑝𝑟𝑜𝑏 er en faktor som 
bestemmer årlig sannsynlighet for overskridelse, og 𝑣,0 er referansevindhastigheten. 
Retningsfaktor: 𝑐𝑑𝑖𝑟 = 1,0 (samme for begge retninger) 
Årstidsfaktor:  𝑐𝑠𝑒𝑎𝑠𝑜𝑛 = 1,0 (Det tas ikke hensyn til sesongarbeid i forprosjektet) 
Nivåfaktor:  𝑐𝑎𝑙𝑡 = 1,0 (Brua ligger ved havnivå) 
Sannsynlighetsfaktor 𝑐𝑝𝑟𝑜𝑏 = (
1−𝐾∙(− ln(1−𝑝))
1−𝐾∙(− ln(0,98))
)
𝑛
 
der p  er årlig sannsynlighet for overskridelse og beregnes som: 
 𝑝 = 1 − exp (−1/𝑇)        
der T  er returperioden i antall år. 
 
 
 
Parametrene 1K  og n  bestemmer ekstremverdikurvens form. Verdiene K=0,2 og n=0,5 skal brukes, 
noe som gir faktorer for årlig sannsynlighet for overskridelse som i tabellen under. 
Returperiode T  [år]: 2 10 50 500 
Brua:  i byggetilstand i permanent tilstand  
Sannsynlighet   0,39 0,095 0,02 0,002 
Sanns. faktor 𝑐𝑝𝑟𝑜𝑏 0,800 0,906 1,00 1,122 
 
Referansevindhastigheten for Halsa kommune: 𝑣,0 = 29 m/s 
Basisvindhastigheten blir da: 
𝑣𝑏 = 𝑐𝑑𝑖𝑟 ∙ 𝑐𝑠𝑒𝑎𝑠𝑜𝑛 ∙ 𝑐𝑝𝑟𝑜𝑏 ∙ 𝑐𝑎𝑙𝑡 ∙ 𝑣𝑏,0 = 1,0 ∙ 1,0 ∙ 1,0 ∙ 1,0 ∙ 30 = 29 𝑚/𝑠 
2.2 Vindkasthastighet og vindkasthastighetstrykk 
10 minutters middelvind )(zvs  i høyde z over terrenget skal bestemmes ut fra basisvindhastigheten, 
samtidig som en tar hensyn til terrengets ruhet. Den beregnes som: 
 𝑣𝑚(𝑧) = 𝑐𝑟(𝑧) ∙ 𝑣𝑏       
der bv  er basisvindhastigheten og )(zcr  er terrengruhetsfaktoren i høyde z over terrenget. 
Terrengruhetsfaktoren bestemmes av: 
 𝑐𝑟(𝑧) = 𝑘𝑟 ln(𝑧 𝑧0⁄ )        
der 𝑘𝑟 er terrengruhetsfaktoren og 0z  er ruhetslengden. 
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Turbulensintensiteten 
uI  for den langsgående turbulenskomponenten u , vI  for den tversgående 
turbulenskomponenten v  og 
wI  for den vertikale turbulenskomponentenw er definert som: 
 𝐼𝑖(𝑧) =
𝜎𝑖(𝑧)
𝑣𝑚(𝑧)
  ui  , v  og w       
der 
i  er standardavviket til turbulenskomponentene, ui  , vi   og wi  , og sv  er 10 minutters 
middelvind. Turbulensintensiteten 
uI  er definert i formelen på neste side. Turbulensintensiteten for 
den tversgående turbulenskomponenten v  og den vertikale turbulenskomponenten w  er definert 
som henholdsvis )(75,0)( zIzI uv   og )(50,0)( zIzI uw  . 
 
Langsgående turbulensintensiteten bestemmes av: 
 𝐼𝑢(𝑧) =
𝑘𝐼
ln (𝑧 𝑧0⁄ )
        
der 𝑘𝐼  er en turbulensfaktor. 
Terrengparametrene som brukes i forprosjektet er gitt i tabellen under 
Terrengparametere 
Vind retning Ruhetslengde 
0z  [m] 
Terrengruhets 
faktor 𝑘𝑟 
Turbulens 
faktor 𝑘𝐼   
Vind normalt på bruaksen 0,01 0,17 1,2 
Vind langs bruaksen 0,05 0,19 1,4 
 
 
 
 
 
 
 
For brua i permanent tilstand er 10 minutters middelvind og vindkasthastighet gitt i tabellen under 
Vindhastighetene har en returperiode på 50 år.  
 Vind normalt på brua Vind langs brua 
Høyde z  [m] 𝑣𝑚(𝑧) [m/s] ( )uI z  𝑣𝑚(𝑧) [m/s] ( )uI z   
60 41.4 0.14 37.7 0.20 
75 42.5 0.13 38.9 0.19 
150 45.8 0.12 42.6 0.17 
240 48.5 0.12 45.6 0.17 
 
3 / 4
1/ 2
v
u
w
I
I
I
   
   
  
 
Vind med samtidig virkende trafikk skal regnes med en maksimal kastvindhastighet på 35 m/s i 
kjørebanens høyeste punkt, ihht. Hb 185 pkt. 5.5.3.3. Middelvindhastighet kan da regnes som: 
𝑣𝑘𝑎𝑠𝑡 = 𝑣𝑚√1 + 2 ∙ 𝑘𝑝 ∙ 𝐼𝑢 ≈ 𝑣𝑚 ∙ (1 + 2,8 ∙ 𝐼𝑢) 
𝑣𝑚 =
𝑣𝑘𝑎𝑠𝑡
(1 + 2,8 ∙ 𝐼𝑢)
=
35
(1 + 2,8 ∙ 0,13)
= 25,7 𝑚/𝑠 
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 2.3 Vindspektrum og romlig fordeling av turbulent vind 
u
xL  er turbulensens integrale lengdeskala lik  
   
0,3 0,3
1 1/ 100m 40 /10 152m
x
uL L z z     
1/ 4
1/12
x
xv
ux
w
L
L
L
   
   
  
 
Ett-punkts-spektrum (
uS , vS  og wS ) for turbulenskomponentene u, v  og w er gitt som en funksjon 
av frekvensen n  som følger: 
  3/52 ˆ5,11
ˆ)(
ii
ii
i
i
na
nannS



 der ˆ
x
i
i
s
n L
n
v
  og i = u, v  or w   
Koeffisienten ia  settes lik 6,8 for den langsgående turbulenskomponenten u , 9,4 for den 
tversgående og vertikale turbulenskomponenten v  ogw . 
Frekvensplanets romlige egenskaper for vindfeltet skal beskrives av følgende normaliserte ko-
spektrum, gitt som funksjon av frekvens n (Hz) og avstanden s mellom to punkter i et plan normalt på 
vindretningen: 
 
 Re ( , )
exp
( ) ( )
jii
ij
si i
n sS s n
C
vS n S n
 
  
  
   
    
 
 
Koeffisienter brukt til å beregne det normaliserte ko-spekteret 
  Cij 
Langsgående turbulenskomponent, ui    10 
Tversgående turbulenskomponent, vi    6,5 
Vertikal turbulenskomponent, wi    3,0 
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3 Aerodynamisk stabilitet 
Kravet i Hb N400 pkt. 5.5.3.8 er: 
 , 600, 500kr s m
Vkr
V
V z z T R

     
𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡
𝛾𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡
≥ 𝑣𝑚(𝑧 = 𝑧𝑚, 𝑇 = 600, 𝑅 = 500) 
          hvor 𝛾𝑉𝑐𝑟𝑖𝑡 = 1,6 
I senter seilløp ligger senter avstivningsbærer ca. på kote +60. 
𝑣𝑚(𝑧 = 60, 𝑇 = 600, 𝑇 = 500) = 46,5 𝑚/𝑠 
Krav: VC > 1,6  46,5 =  74,3 m/s  
 
Det er fire instabiliteter som det skal kontrolleres for: 
- Galloping 
- Statisk divergens 
- Koblet vertikal- og torsjonsstabilitet 
- Torsjonsstabilitet 
 
 
 
 
 
 
 
 
NB: Rapporten er af ældre dato, og kravet til den kritiske vindhastighed for statisk divergens er 
sidenhen ændret. I denne rapport er denne i samråd med Statens vegvesen sat til 𝑼𝒅𝒊𝒗 = 𝟔𝟎 𝐦/𝐬. 
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